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Nomenclature
Symboles latin
a Facteur d’induction         [-]
A Section du disque         [m]
AD Actuator Disc
As Paramètre d’asymétrie         [-]
c1, c2 Constante définie selon le modèle de turbulence         [-]
CP Coefficient de puissance         [-]
Cpmax Coefficient de puissance maximal         [-]
Csma Constante de Smagorinsky         [-]
CT Coefficient de poussée         [-]
d Déficit de vitesse         [-]
di Diamètre des sédiments de la classe i         [m]
D Diamètre du disque considéré         [m]
D*i Diamètre adimensionnel         [-]
e Épaisseur du disque poreux         [m]
f Paramètre de Coriolis         [-]
F Force de poussée         [N]
Fv Force de poussée volumique         [N.kg-1]
F¯V Force de poussée uniformément répartie sur le disque poreux      [N]
g Constante de gravité         [m.s-2]
h Hauteur d’eau par rapport au niveau moyen         [m]
I Intensité turbulente         [-]
k Énergie cinétique turbulente         [m².s-2]
k1 Profil en entrée du canal de l’énergie cinétique turbulente         [m2.s-2]
KH Viscosité turbulente horizontale         [m².s-1]
KV Viscosité turbulente verticale         [m².s-1]
l Longueur de mélange         [m]
L Longueur du canal         [m]
m Constante définie selon le modèle de turbulence         [-]
MAE Erreur moyenne absolue
n Constante définie selon le modèle de turbulence         [-]
p Pression                [Pa]
p∞ Pression à l’infini en amont et en aval du disque poreux         [Pa]
pd+ Pression en amont du disque poreux         [Pa]
pd- Pression en aval du disque poreux         [Pa]
Pdisp Puissance disponible         [W]
Pext Puissance extraite par les turbines         [W]
PGLS Constante définie selon le modèle de turbulence         [-]
Ps Terme de production d’énergie cinétique turbulente         [m².s-3]
Q Débit massique         [kg.s-1]
RE Index d’accord de Willmot         [-]
s Rapport des masses volumiques du sédiment et de l’eau         [-]
S Salinité                [PSU]
t Temps         [s]
T Température              [°C]
u Composante dans la direction (Ox) de la vitesse         [m.s-1]
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u¯ Composant de la vitesse dans la direction (Ox) intégrée
sur la verticale         [m.s-1]
u*b Vitesse de frottement au niveau du fond         [m.s-1]
u*c Vitesse critique de mise en mouvement         [m.s-1]
u∞ Vitesse à l’infini en amont du disque poreux         [m.s-1]
u1 Profil en entrée du canal de la vitesse         [m.s-1]
u2 Profil en sortie du canal de la vitesse         [m.s-1]
uAD Vitesse perturbée par la présence de l’AD         [m.s-1]
ud Vitesse locale au niveau du disque poreux         [m.s-1]
uh Composante horizontale de la vitesse         [m.s-1]
uw Vitesse dans le sillage du disque poreux         [m.s-1]
v Composante dans la direction (Oy) de la vitesse         [m.s-1]
v¯ Composant de la vitesse dans la direction (Oy) intégrée
sur la verticale         [m.s-1]
V Volume du disque poreux         [m3]
w Composante dans la direction (Oz) de la vitesse         [m.s-1]
ws,i Vitesse de chute de la classe de sédiments i         [m.s-1]
z0b Paramètre de rugosité         [m]
Symboles grecques
Δtt2D Pas de temps du mode barotrope         [s]
Δtt3D Pas de temps du mode barocline         [s]
Δtx Pas d’espace dans la direction (Ox)         [m]
Δty Pas d’espace dans la direction (Oy)         [m]
Δtz Pas d’espace dans la direction (Oz)         [m]
ε Taux de dissipation de l’énergie cinétique turbulente         [m².s-3]
ε1 Profil en entrée du canal du taux de dissipation
de l’énergie cinétique turbulente         [m2.s-3]
ζ Évolution de la surface libre         [m]
θcri Paramètre de Shields         [-]
κ Constante de Von-Karman         [-]
ν Viscosité de l’eau de mer         [m².s-1]
ρ Masse volumique de l’eau         [kg.m-3]
ρ0 Masse volumique de l’eau de référence         [kg.m-3]
ρs Masse volumique du sédiment         [kg.m-3]
σ Coordonnée verticale         [-]
σ k Nombre de Schmidt pour la diffusion turbulente de k         [-]
σψ Nombre de Schmidt pour la diffusion turbulente de ψ         [-]
τb Contrainte de cisaillement         [N.m-2]
τb
x Composante dans la direction (Oy) de la contrainte
de cisaillement         [N.m-2]
τb
y Composante dans la direction (Ox) de la contrainte
de cisaillement         [N.m-2]
τcri Contrainte critique de mise en mouvement         [N.m-2]
ϕ Latitude         [°]
ψ Paramètre générique
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ωT Vitesse de rotation de la Terre         [rad.s-1]
ω Fréquence du processus d’atténuation de la turbulence         [s-1]
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Chapitre 1
Introduction
Contexte
Les  pays  industrialisés,  ainsi  que  ceux  en  voie  de  développement,  doivent  aujourd’hui
satisfaire des besoins énergétiques croissants. Dans ce contexte marqué par l’urgence climatique
imputable aux émissions de gaz à effet de serre dues à la consommation effrénée, passée et présente,
des énergies fossiles, l’exploitation des énergies renouvelables décarbonées constitue une alternative
prometteuse. Depuis la conférence des Nations Unies sur l’environnement et le climat de Rio en
1992,  jusqu’à  l’accord  de  Paris  en  2015,  en  passant  par  le  protocole  de  Kyoto  en  1997,  des
engagements politiques ont été pris au niveau international pour réduire le recours aux énergies
fossiles au profit des énergies décarbonées. En France, l’objectif est d’augmenter, d’ici 2030, de 19
à 32 % la part des énergies renouvelables dans le mix énergétique global. Pour tenir cet objectif, un
intérêt croissant est porté à l’exploitation des énergies marines renouvelables (EMR).
On distingue plusieurs sources d’EMR et types de dispositif d’extraction associés (éolien,
marémoteur,  hydrolien,  houlomoteur,  thermique  ou  osmotique),  dont  les  degrés  de  maturité
technologique et les perspectives de développement sont très variables (Figure 1.1). De technologie
similaire à celle éprouvée des éoliennes terrestres, les éoliennes posées sur les fonds marins font
déjà l’objet d’importants déploiements industriels, notamment au Royaume-Uni, au Danemark et en
Allemagne. Proche du stade de la commercialisation, la technologie des hydroliennes qui captent
l’énergie cinétique des courants de marée, suit avec des perspectives de production plus modestes
(Rabain et Roeck, 2012). Cependant, l’énergie hydrolienne présente des avantages spécifiques. À la
différence des énergies houlomotrices et éoliennes d’origine météorologique, cette ressource a, du
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fait  de  son  origine  astronomique,  l’intérêt  majeur  d’être  prévisible,  facilitant  la  gestion  de  sa
production  et  sa  distribution.  Conçues  autour  de  turbines  immergées,  les  hydroliennes  ont  par
ailleurs un faible impact visuel qui favorise leur acceptation par la population littorale, permanente
et touristique.
Au  niveau  mondial,  la  puissance  cinétique  des  courants  de  marée  technologiquement
exploitable est estimée entre 75 et 100 GW avec des sites d’intérêt majeur dans les eaux côtières
peu profondes bordant le Canada, le Brésil, la Nouvelle-Zélande et l’Europe du Nord (EDF, 2012).
Au  niveau  du  plateau  continental  Nord-européen,  le  Royaume-Uni  et  la  France  disposent  de
l’essentiel de la puissance hydrolienne exploitable estimée à 11 GW (EDF, 2012). La part française,
qui représente 20 % de ce potentiel,  intègre une fraction de l’un des plus importants gisements
d’Europe, le Raz Blanchard, situé en Manche centrale entre la pointe nord-ouest de la presqu’île du
Cotentin  (cap  de  la  Hague)  et  l’île  anglo-normande  d’Aurigny,  avec  des  pointes  de  courant
supérieures à 5 m.s-1 en conditions de vive-eau moyenne (SHOM, 2000 ; Figure 1.2). Le Passage du
Fromveur localisé au large de la pointe Bretagne, entre l’île d’Ouessant et l’archipel de Molène,
constitue,  quant  à  lui,  le  deuxième gisement  hydrolien  français  avec  des  courants  de  vive-eau
2
Figure  1.1 –  Degrés  de  maturité  technologique  et  perspectives  de  développement  des  différents
dispositifs d’extraction d'EMR (Ernst & Young, 2012).
moyenne dépassant 4 m.s-1 (SHOM, 2016). Le reste de la ressource hydrolienne française se répartit
globalement  sur des espaces restreints  de 40 km² le  long des côtes normandes et  bretonnes,  au
voisinage d’îles telles que Guernesey, Bréhat, Sein, et d’îlots du Golfe du Morbihan (Guillou et al.,
2018).
Technologie hydrolienne en mer
Du point de vue technologique, les hydroliennes à rotor d’axe horizontal sont plus avancées
que les turbines à axe vertical, qui n’ont été que peu testées en condition réelle à l’heure actuelle
(Khan et al.,  2009). À la différence des éoliennes dont la nacelle tourne avec le vent,  l’axe de
rotation  des  hydroliennes  actuelles  est  généralement  fixe.  Cette  caractéristique  conditionne
fortement le choix des sites en favorisant ceux où règnent des courants alternatifs, rectilinéaires et
alignés. Au-delà du nombre, de la forme et des dimensions des pales, les principales différences
entre les hydroliennes opérationnelles résident dans (i) le nombre de rotors : simple (e.g., Sabella
D10, Figure 1.3a) ou double (SEAGEN, Figure 1.3c) ; (ii) le mode de guidage du rotor : central par
un moyeu (e.g.,  Sabella  D10) ou périphérique (OpenHydro,  Figure 1.3b) ;  (iii)  l’absence ou la
présence d’un carénage faisant office de convergent comme les modèles OpenHydro et  Kaipara
Harbour (Figure 1.3b, d) ; (iv) le mode d’ancrage : gravitaire posé sur le fond (e.g., Sabella D10) ou
ancré dans celui-ci par fondation monopieu (SEAGEN) ; et enfin (v) le positionnement du rotor
dans la colonne d’eau.
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Figure 1.2 – Vitesse maximale du courant de marée moyennée sur la verticale (exprimée en
nœuds, 1 nœud=0,51 m.s-1) en période de vive-eau moyenne en pointe Bretagne et en Manche
(d’après SHOM, 2000). 
Appel à Manifestation d’Intérêt (AMI) « fermes pilotes hydroliennes »
En 2014, l’Agence De l’Environnement et de la Maîtrise de l’Énergie (ADEME) a lancé un
Appel à Manifestation d’Intérêt (AMI) pour l’implantation de fermes pilotes de 3 à 10 hydroliennes
de 1 à 2 MW dans le Raz Blanchard et le Passage du Fromveur. La société Sabella a répondu à cet
AMI, et après sélection, a déployé dans le Passage du Fromveur en juin 2015 son hydrolienne (D10)
équipée d’un rotor à six pales, de 10 m de diamètre (D) et d’une puissance nominale de 1 MW.
Modélisation de la circulation de marée en zone côtière
L’optimisation  d’un  parc  hydrolien  en  termes  de  rendement  d’exploitation  et  d’impact
environnemental requiert (i) de connaître la variabilité spatio-temporelle des courant ambiants et (ii)
d’évaluer son impact sur l’environnement hydrodynamique et sédimentaire. La connaissance des
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Figure 1.3 – (a)  Hydrolienne Sabella  D10 à rotor  6 pales de 10 m de diamètre d’une puissance
nominale  de  1  MW  (@  Georges  Chapalain,  source  :  https://www.cerema.fr)  ;  (b)  Hydrolienne
OpenHydro à rotor 10 pales de 16 m de diamètre d’une puissance nominale de 2 MW (source  : http://
www.are.gg);  (c)  Hydroliennes  SEAGEN à  rotors  bipales  de  16  m de  diamètre  d’une  puissance
nominale 2x1,2 MW (source : http://www.seageneration.co.uk/) ; (d) Hydrolienne Kaipara Harbour à
rotor  6  pales  de  11,5  m  de  diamètre  d’une  puissance  nominale  de  1  MW  (source  :
http://www.nzherald.co.nz/).
courants de marée sur une emprise qualifiée de régionale, supérieure à celle du parc et au-delà du
gisement est nécessaire. Ces évaluations reposent communément sur des modélisations numériques
de circulation basées sur les équations RANS (« Reynolds Averaged Navier-Stokes ») relatives aux
écoulements à surface libre en eau peu profonde (« Shallow water ») et validées par des mesures
courantologiques.  Ces  modèles  sont,  soit  intégrés  suivant  la  verticale  et  donc  bidimensionnels
horizontaux (2DH), soit tridimensionnels (3D). À titre d’exemple, citons les travaux de Neill et al.
(2014) et Guillou et Chapalain (2017a, 2018) qui révèlent, au niveau de sites hydroliens du détroit
des Orcades (Nord de l’Écosse) et du Passage du Fromveur, certains aspects de la variabilité spatio-
temporelle des courants aussi essentiels à l’optimisation de l’exploitation de la ressource que (i) les
asymétries en amplitude et direction du courant à l’échelle du cycle de marée (Guillou et Chapalain,
2017a ; Guillou et Chapalain, 2018) ; (ii) les variations de la puissance cinétique entre les mortes-
eaux et les vives-eaux (Robins et al., 2015 ; Guillou et al., 2018) ; et (iii) le déphasage des maxima
de courants entre sites voisins (Neill et al., 2016).
Modélisation de l’effet des hydroliennes
L’implantation  d’hydroliennes  modifie  les  conditions  hydrodynamiques,  moyennes  et
turbulentes, jusqu’à des échelles spatiales supérieures à une dizaine de kilomètres (e.g., Defne et al.,
2011 ; Ahmadian et al., 2012 ; Neill et al., 2012 ; Guillou et Thiébot, 2016a). Ces modifications
peuvent  tout  à  la  fois  concerner  des  réponses  locales  opposées  d’accélération/décélération  des
courants et d’atténuation/accentuation des processus liés à la turbulence (génération de turbulence
dans le sillage des hydroliennes, contrainte de cisaillement sur le fond, diffusion turbulente, etc.) au
sein et aux abords d’un parc. Ces modifications hydrodynamiques sont susceptibles d’affecter le
milieu sédimentaire en suspension dans la colonne d’eau et en contact avec le fond (Neill et al.,
2012 ; Thiébot et al., 2015). Pour étudier l’impact des hydroliennes sur l’environnement (à moyenne
et  à  longue  portée),  plusieurs  études  ont consisté  à  modifier  des  codes  de  circulation
océanographiques basés sur une formulation RANS. La prise en compte des hydroliennes dans ces
codes s’effectue de deux manières principales : la première dite du frottement de fond additionnel,
la seconde basée sur la théorie de l’« Actuator Disc » (AD).
La méthode du frottement de fond additionnel est particulièrement adaptée aux modèles de
circulation 2DH (e.g., Defne et al., 2011 ; Neill et al., 2012 ; Plew et Stevens, 2013 ; Thiébot et al.,
2015 ; Guillou et Thiébot, 2016a). Elle permet d’évaluer à coût de calcul modéré les modifications
des  champs  de  courant  moyen.  Cette  méthode  intègre  généralement  un  frottement  additionnel
moyenné sur l’ensemble du parc et représentatif de la poussée de l’ensemble des turbines, ce qui ne
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permet pas d’appréhender les interactions entre hydroliennes. Robins et al. (2014) et Thiébot et al.
(2016) ont cependant considéré des frottements additionnels locaux associés à chaque hydrolienne.
La méthode de l’AD s’adapte aux modèles 3D. Le rotor de chacune des hydroliennes y est
représenté par un disque poreux sur lequel s’applique une poussée locale. Selon la loi de Bernoulli,
la discontinuité de pression engendrée se solde par une réduction de la vitesse dans et en aval du
disque (Figure 1.4). L’implémentation de la méthode dans un code 3D consiste à incorporer une
force de poussée dans les équations de conservation de la quantité de mouvement horizontale. En
fonction des cas,  les équations d’évolution des quantités turbulentes (e.g.,  k,  ε, ω) peuvent être
inchangées (Bai et al., 2009 ; Harrison et al., 2010 ; Abolghasemi et al., 2015) ou complétées par
des termes puits ou source (Roc et al., 2013 ; Shives et Crawford, 2015 ; Nguyen et al., 2016). La
plupart  des applications  numériques traitent  d’écoulements  schématiques,  permanents,  canalisés,
perturbés par un ou plusieurs disques poreux à échelle réduite et à échelle 1. Nguyen (2015) aborde
également le cas d’un écoulement alternatif sinusoïdal représentatif du courant de marée du Raz
Blanchard. Roc et al. (2014) ont simulé les effets hydrodynamiques d’un parc de 10 turbines situé
au droit d’un cap schématique soumis à des conditions de marée semi-diurne. Goward-Brown et al.
(2017)  ont  prolongé  ces  travaux  en  appliquant  la  méthode  à  un  site  du  détroit  des  Orcades
démontrant  l’intérêt  de  la  méthode  de  l’AD  par  rapport  à  la  méthode  du  frottement  de  fond
additionnel.
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Figure 1.4 – Schéma conceptuel de la théorie de « l’Actuator Disc » (source :
Roc et al., 2013).
Objectif de la thèse
L’objectif  de  ce  travail  de  thèse  est  de  modéliser,  par  une  approche  3D,  les  impacts
hydrodynamiques  et  sédimentaires  d’un parc hydrolien  implanté  dans  le  Passage du Fromveur.
L’une des difficultés réside dans la complexité de cet environnement qui, situé au large des côtes
rocheuses de la pointe Bretagne et à la jonction de l’océan Atlantique et de la Manche, se caractérise
par une bathymétrie tourmentée parsemée d’îles, de hauts-fonds et de chenaux dont le plus marqué
est le Passage du Fromveur entre les îles d’Ouessant et de Bannec avec ses 50 m de profondeur
moyenne et sa largeur d’environ 2 km (Figure 1.5). La bathymétrie est telle qu’à chaque marée les
courants sont concentrés dans le chenal principal. À proximité du chenal, la structure des courants
de la zone est très complexe notamment dans le sillage des îles où se forment des tourbillons et au
niveau des hauts-fonds (Guillou et Chapalain, 2017b). La variabilité spatiale de la nature des fonds
marins allant de sables grossiers à de la roche, en passant par des graviers et des cailloutis, influence
l’hydrodynamique de la couche limite de fond jusqu’à la surface. Les courants de marée sont quasi-
rectilinéaires,  alternatifs  et  symétriques  au  milieu  du  chenal  (SHOM,  2016)  et  rotatoires  et
asymétriques au fur et à mesure que l’on s’en éloigne avec une dominance du flot dans le Nord-Est
et du jusant dans le Sud-Ouest (Thiébaut et Sentchev, 2015 ; Guillou et Thiébot, 2016a, b ; Thiébaut
et Sentchev, 2017).
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Figure 1.5 – Géographie et bathymétrie des abords du Passage du Fromveur avec, délimitée
en rouge, la zone AMI. En blanc sont représentées les profondeurs supérieures à 30 m et en
bleu celles comprises entre 30 et 5 m par rapport au zéro hydrographique (d’après la carte
SHOM 7066, 2014).
Démarche suivie
La démarche adoptée s’inscrit dans la continuité des travaux de Bai et al. (2009) ; Harrison
et  al.  (2010) ;  Abolghasemi  et  al.  (2015) et  Thiébot  et  al.  (2016) basés  sur  la  théorie  de  l’AD
incorporée dans une modélisation numérique de circulation RANS 3D en modifiant uniquement les
équations de la conservation de la quantité de mouvement horizontale. Elle complète également des
études numériques déjà conduites dans cet environnement en vue d’évaluer la ressource hydrolienne
et d’aborder les conséquences sur l’hydrodynamique de l’extraction d’énergie des courants de marée
(Guillou et  Thiébot,  2016a, b ;  Guillou et  al.,  2016 ;  Guillou et  Chapalain,  2017b ;  Thiébaut et
Sentchev, 2017 ; Thiébaut, 2017).
La  thèse  se  scinde  en  deux  parties :  une  première  sur  la  caractérisation  affinée  de
l’hydrodynamique  dans  le  Passage  du  Fromveur  et  la  zone  AMI,  une  seconde  sur  l’impact
hydrodynamique  des  hydroliennes  à  l’échelle  du  parc  et  les  conséquences  sur  la  dynamique
sédimentaire.
La première partie porte spécifiquement sur la caractérisation par modélisation numérique
3D à l’aide du code « Open Source » ROMS (« Regional Oceanic Modelling System ») (Schepetkin
et  McWilliams,  2005) de  l’évolution  spatio-temporelle  des  paramètres  moyens  et  turbulents  de
l’environnement hydrodynamique de marée du Passage du Fromveur et de ses abords en l’absence
d’hydroliennes. Cette modélisation s’effectue à différentes échelles spatiales horizontales, depuis
celle de la  mer d’Iroise (échelle  régionale de l’ordre de 200 km de côté) forcée par la  base de
données mondiale TPXO7.2 (Egbert et al., 1994), jusqu’à celles de la zone AMI (4 km) et du parc
(1 km), en passant par l’échelle intermédiaire de l’archipel de Molène et d’Ouessant (de l’ordre de
40 km de côté). L’ensemble de ces échelles spatiales, associées à celles de la turbine et des pales,
sont synthétisées sur la Figure 1.6. Une attention particulière sera portée sur la variabilité spatio-
temporelle des conditions hydrodynamiques dans le centre du Passage du Fromveur.
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La  seconde  partie  est  consacrée  à  l’implémentation  d’hydrolienne(s)  dans  le  modèle
régional, puis à son application pour étudier l’effet d’un parc situé dans le Passage du Fromveur. Ce
travail est réalisé selon les trois étapes dédiées au comportement respectif de :
1. une hydrolienne soumise à un écoulement de laboratoire (Harrison et  al.,  2010) et  à un
écoulement uniforme spatialement, périodique et représentatif du Passage du Fromveur ;
2. une hydrolienne immergée en différents lieux dans la zone AMI et soumise à des conditions
hydrodynamiques variables ;
3. huit  hydroliennes susceptibles d’interagir  hydrodynamiquement  entre-elles.  Lors de cette
étape, nous quantifions l’effet cumulé d’un parc sur l’environnement hydrodynamique, puis
sédimentaire.
Organisation du manuscrit
Le mémoire de thèse s’organise comme suit. Après une description du modèle numérique de
circulation ROMS 3D et des caractéristiques générales du site d’étude du Passage du Fromveur, le
chapitre 2 se consacre à l’application du modèle avec, dans un premier temps, la confrontation des
résultats à des mesures  in situ et aux prédictions du SHOM (2015). Dans un second temps, les
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Figure  1.6  –  Synthèse  des  différentes  échelles  spatiales  hydrodynamiques  en  présence
(modifiée d’après Adcock et al., 2015), en gras les échelles tout particulièrement étudiées
dans la présente étude.
conditions hydrodynamiques moyennes et turbulentes sont analysées en mettant l’accent sur leurs
variabilités spatiale et temporelle, notamment en termes d’asymétrie en amplitude et direction des
courants de flot et de jusant. Après un rappel de la théorie de l’AD, le chapitre 3 expose la méthode
adoptée  pour  son  implémentation  dans  le  modèle  numérique  ROMS  3D,  puis  les  études  de
sensibilité  effectuées  en  considérant  des  cas  schématiques  (courant  uniforme,  permanent  et
périodique) avec une seule hydrolienne à l’échelle réduite et à l’échelle 1. Le chapitre 4 est dédié à
l’application du modèle ROMS 3D modifié au site du Fromveur avec (i) une seule hydrolienne
déployée à deux emplacements différents (dans des zones de symétrie et d’asymétrie en amplitude
des courants) et (ii) un parc de huit hydroliennes disposées selon deux configurations d’implantation
spatiale.  Finalement,  en  considérant  l’implantation  qui  maximise  la  production,  est  examiné
l’impact de l’extraction d’énergie sur les particules sédimentaires en suspension et sur le fond.
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Chapitre 2
Modélisation des courants de marée dans le 
Passage du Fromveur
2.1 Modèle numérique ROMS
2.1.1 Hypothèses et équations moyennes
Le  modèle  utilisé  est  le  modèle  « Open  source »  ROMS  (version  3.7)  développé  à
l’université de Rutgers (New Jersey, USA) (Schepetkin et McWilliams, 2005). Il s’agit d’un modèle
3D de l’océan côtier résolvant en différences finies les équations de base traduisant les lois  de
conservation de la masse et de la quantité de mouvement d’un fluide Newtonien, incompressible,
tournant dans le champ de la pesanteur.
Après séparation des processus fluctuants rapides des phénomènes cohérents à plus longue
période de temps et intégration en temps, les équations du modèle sont astreintes aux hypothèses de
Boussinesq  (1903,  1877)  qui  reviennent  successivement  à  (i)  négliger  les  variations  de  masse
volumique ρ quand elles ne sont pas multipliées par la constante de gravité g égale à 9,81 m.s-2, et
(ii) admettre les contraintes de Reynolds proportionnelles aux gradients des vitesses moyennes. Il en
résulte que ces équations s’expriment dans un repère cartésien Oxyz, dans lequel (Oz) est l’axe
vertical, sous la forme suivante :
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– équation de continuité
∂ u
∂ x
+∂ v
∂ y
+∂w
∂z
=0 . (2.1)
– équations du mouvement (RANS)
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∂w
∂ y
)+ ∂
∂ z
(KV
∂w
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) (2.4)
où u, v et w sont respectivement les composantes de la vitesse dans les directions (Ox), (Oy) et
(Oz),  t est  le temps, f=2ωT sinϕ est le paramètre de Coriolis avec ωT=7,29×10
−5 rad . s−1 la
vitesse de rotation de la  Terre  sur  elle-même et ϕ est  la  latitude au point  considéré.  p  est  la
pression, KH et KV sont respectivement les viscosités turbulentes horizontale et verticale,  ρ0 est la
masse volumique de l’eau de mer de référence.
Dans  les  eaux  peu  profondes  du  plateau  continental,  les  forces  extérieures  d’origine
astronomique génératrices de la marée sont négligées devant la pesanteur. Les vitesses verticales y
sont également très inférieures par rapport  aux vitesses horizontales, de sorte que l’équation du
mouvement vertical (Équation 2.4) se réduit à l’équilibre hydrostatique :
ρg=−∂ p
∂ z . (2.5)
Les  échanges  de  quantité  de  mouvement  dus  au  vent  et  de  chaleur  et  d’eau  douce
(précipitations) à l’interface air/mer sont négligés. Il en est de même des échanges de chaleur et de
matières (e.g., eau douce, sel) aux limites ouvertes et fermées du domaine fluide. La température et
la teneur en sel, et par voie de conséquence la masse volumique ρ, sont ainsi considérées uniformes
en espace et  constantes  en temps,  avec comme valeurs respectives  de  T=12°C , S = 35 PSU
(« Practical  Salinity  Unit »)  et  ρ=ρ0=1025 kg.m-3.  Aucune équation  d’évolution  de ces  variables
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n’est donc résolue.
L’écoulement est enfin considéré turbulent sur fond imperméable rugueux avec un paramètre
de rugosité z0 b  défini comme la hauteur au-dessus du fond à laquelle la vitesse du fluide est nulle
et  admis  proportionnel  au  diamètre  médian  des  particules  sédimentaires  présentes  sur  le  fond
(Soulsby, 1983). 
L’intégration sur la verticale, du fond à la surface libre, de l’équation de continuité (2.1) avec
les conditions cinématiques traduisant l’imperméabilité du fond et de la surface libre donne accès à
l’évolution spatio-temporelle de l’élévation de la surface libre ζ.
∂ζ
∂ t
+ ∂
∂ x
(H u¯)+ ∂
∂ y
(H v¯ )=0 (2.6)
où  H=h+ζ  est la hauteur d’eau instantanée et  u¯ , v¯  les vitesses horizontales moyennées sur la
verticale.
Le modèle ROMS propose d’exprimer les équations du modèle à la fois dans un système de
coordonnées cartésiennes et sphériques. Ces dernières sont utilisées pour les simulations à l’échelle
régionale de la mer d’Iroise, tandis que les premières sont employées à l’échelle plus restreinte du
domaine d’implantation des hydroliennes dans le Passage du Fromveur (cf Chapitre 4).
2.1.2 Fermeture turbulente : mélanges horizontal et vertical
La viscosité turbulente horizontale KH est  calculée selon la paramétrisation proposée par
Smagorinsky  (1963).  Cette  formulation  dépend  de  la  taille  des  mailles  Δtx  et  Δty suivant  les
directions (Ox) et (Oy) :
KH=C smaΔ xΔ y√ ( ∂u∂ x )2+( ∂ v∂ y )2+ 12 ( ∂ u∂ y +∂ v∂ x )2 (2.7)
où C sma est la constante de Smagorinsky comprise entre 0 et 1. Elle est généralement fixée à 0,1
(Deardoff, 1970), mais peut être ajustée comme le suggère Oey et Chen (1992) à une valeur de 0,2.
Nous reviendrons aux chapitres 2 et 3 sur le choix de cette constante.
La  viscosité  turbulente  verticale  KV est  déterminée  à  l’aide  du  modèle  de  fermeture
turbulente  « Generic  Length  Scale »  (GLS)  (Umlauf  et  Burchard,  2003).  Ce  système  de  deux
équations d’évolution permet de sélectionner l’un des trois modèles de turbulence suivant : k-kl, k-ε
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ou k-ω (Umlauf et Burchard, 2003 ; Warner et al., 2005). La formulation de ce système est exprimée
en  fonction  d’un  paramètre  générique ψ pour  représenter  l’une  des  variables  turbulentes
suivantes :  (i)  le  taux  de  dissipation  de  l’énergie  cinétique  turbulente  ε,  (ii)  la  fréquence
caractéristique  du  processus  d’atténuation  de  la  turbulence ω (Saffman,  1970 ;  Warner  et  al.,
2005), et (iii)  kl le produit de l’énergie cinétique turbulente  k par la longueur de mélange  l.  Le
système à deux équations s’exprime sous la forme suivante :
{ ∂ k∂ t+u ∂ k∂ x+v ∂k∂ y+w ∂ k∂ z= ∂∂ z( KVσ k ∂ k∂ z)+Ps−ϵ∂ψ
∂ t
+u ∂ψ
∂ x
+v ∂ψ
∂ y
+w ∂ψ
∂ z
= ∂
∂ z
(
KV
σψ
∂ψ
∂ z
)+ ψ
k
(c1Ps−c2 ϵ)
(2.8)
où  σ k et σψ sont  respectivement  les  nombres  de  Schmidt  pour  la  diffusion  turbulente  de
l’énergie cinétique turbulente k et le paramètre générique ψ . c1 et c2 sont des constantes définies
selon le modèle de turbulence employé. Dans la présente étude, les modèles k-ε et k-ω sont utilisés.
Les valeurs des constantes spécifiques sont données dans le Tableau 2.1.
c1 c2 σ k σψ
k-ε 1,44 1,92 1 1,3
k-ω 0,56 0,83 2 2
Tableau 2.1 – Liste des valeurs des constantes employées pour les modèles k-ε et k-ω.
Ps représente le terme de production d’énergie cinétique turbulente par cisaillement qui s’exprime
comme :
Ps=K V M
2 (2.9)
avec
M 2=(∂ u
∂ z
)
2
+( ∂ v
∂ z
)
2
. (2.10)
La fermeture turbulente est achevée par la formulation suivante de la viscosité turbulente verticale
KV en fonction de l’énergie cinétique turbulente k et de son taux de dissipation ε ou de sa fréquence
caractéristique  d’atténuation  ω  en  s’appuyant  notamment  sur  les  travaux  de  Saffman  (1970)
appliqués au modèle ROMS par Warner et al. (2005) :
KV=0,4√2k l (2.11)
avec pour le modèle k-ε
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l=(Cμ
0)3 k
3/2
ϵ (2.12)
et pour le modèle k-ω
l= 1ω
k1 /2
Cμ
0 (2.13)
où Cμ
0 est une constante indépendante de la formulation choisie et égale à 0,5544.
2.1.3 Conditions aux limites
Au fond (z=-h, où h est la hauteur d’eau par rapport au niveau moyen), la condition limite des
équations du mouvement (Équations 2.2 et 2.3) consiste à exprimer la contrainte de cisaillement au
niveau du fond par les relations suivantes :
ρKV
∂u
∂ z
=τb
x (2.14)
ρKV
∂ v
∂ z
=τb
y (2.15)
où τb
x et τb
y sont  les  composantes  dans  les  directions  (Ox)  et  (Oy)  de  la  contrainte  de
cisaillement sur le fond τb qui est reliée à la vitesse de frottement au niveau du fond u*b par :
τb=√ (τbx)2+(τby)2=ρu*b2 =ρ(u*bx 2+u*by 2) . (2.16)
De l’existence d’un profil universel logarithmique de la vitesse d’écoulement turbulent au-dessus
d’un fond rugueux, il en résulte que:
u* b=
κ|uh(z1)|
ln(
z1
z0 b
)
.
(2.17)
où uh=(u,v) est la vitesse horizontale, z1 est la côte de la première demi-cellule de calcul au-dessus
du fond et κ=0,41 est la constante de Von-Karman. Les composantes τb
x et τb
y s’expriment sous
la forme :
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τb
x=ρu(z1)|uh(z1)|( κln( z1z0 b ))
2
(2.18)
τb
y=ρv (z1)|uh(z1)|( κln( z1z0 b ))
2
.
(2.19)
La  condition  limite  de  l’équation  d’énergie  cinétique  turbulente  k près  du  fond  découle  de
l’équilibre local entre production et dissipation de l’énergie cinétique turbulente et s’exprime sous la
forme suivante :
k=
(u* b)
2
(Cμ
0)2
. (2.20)
La condition limite pour ψ (ε ou ω) est donnée par :
ψ=(Cμ
0)PGLS−2m(u*b)
2m(κ z0b)
n. (2.21)
Les valeurs des différentes constantes adoptées (PGLS, m et n) sont synthétisées dans le tableau 2.2.
PGLS m n
k-ε 3 1,5 -1
k-ω -1 0,5 -1
Tableau 2.2 – Valeurs des constantes du paramètre générique ψ assimilé à ε et ω au niveau du fond.
À la  surface  libre  ( z=ζ ),  un  gradient  de  vitesse  horizontale  nul  est  admis  conformément  à
l’hypothèse d’absence de contrainte de cisaillement due au vent :
∂u
∂ z
=0 (2.22)
∂ v
∂ z
=0 (2.23)
À noter qu’une contrainte de pression atmosphérique uniforme dans l’espace et constante dans le
temps, égale à patm=1013 hPa, est imposée. Les conditions aux limites par défaut pour k et ψ dans
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ROMS ont été remplacées par des conditions de gradient nul :
∂k
∂ z
=0 (2.24)
∂ψ
∂ z
=0 . (2.25)
Les  conditions  aux limites  latérales  fermées  (parois  solides)  sont  une  vitesse  normale  nulle,
traduisant l’imperméabilité, et une vitesse tangentielle résultant d’un glissement libre.
Les conditions aux limites latérales ouvertes du domaine fluide sont définies selon différentes
formulations appliquées aux variables ζ ,u¯ , v¯ , u , v , k et ϵ . Leur choix dépend des simulations
mises en place.
Pour la variation de la surface libre ζ , la valeur est soit imposée suivant une condition de
type Dirichlet, soit laissée libre suivant une condition radiative de type Orlanski (1976). Trois types
de  conditions  sont  appliquées  pour  les  composantes  barotropes  de  la  vitesse  ( u¯ , v¯ ) :  une
formulation de Flather (1976), de Chapman (1985) ou de physique réduite (Hedström, 2015). Cette
dernière est  similaire  à une condition de Flather et  permet  d’évaluer la  valeur de la  vitesse en
fonction de l’élévation de la surface libre en ne considérant que les gradients de pression, les termes
de Coriolis et les contraintes de cisaillement en surface et au fond. Pour les composantes baroclines
de la vitesse ( u , v ) et les variables turbulentes ( k ,ϵ ), une condition radiative de type Orlanski
(1976) ou une condition de Dirichlet sont employées.
2.1.4 Résolution numérique
Le modèle ROMS se base sur une résolution numérique aux différences finies suivant une
grille de discrétisation Arakawa de type C (Figure 2.1 a). Les variables sont calculées à différentes
localisations à travers la maille suivant un positionnement de type « staggered cell  center ». La
surface libre ζ est calculée aux centres des mailles (points ρ). Les variables turbulentes k, ε et ω
ainsi  que  la  viscosité  et  la  diffusion  verticale,  sont  calculées  au  niveau des  bords  inférieurs  et
supérieurs  des  mailles  (points  w).  Les  composantes  barotropes  et  baroclines  de la  vitesse,  sont
calculées sur les bords latéraux des mailles aux points  pu pour les composantes dans la direction
(Ox) et aux points pv pour les composantes dans la direction (Oy). La contrainte de cisaillement est
également calculée au niveau des points pu et pv du maillage. Ce paramètre est estimé seulement à
la première demi-cellule au-dessus du fond.
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La discrétisation spatiale selon la verticale s’effectue selon le  système de coordonnées  σ
(Philipps, 1957)  (Figure 2.1 b). La colonne d’eau est décomposée en plusieurs couches qui sont
reparties dans l’intervalle [-1 ; 0], -1 correspondant au fond et 0 à la surface, selon la formulation
suivante :
σ=
z−ζ
h+ζ . (2.26)
Les  équations  sont  résolues  en  utilisant  la  technique  de  séparation  des  modes  (« mode
splitting ») proposée par  Simons (1974) et fréquemment utilisée (e.g., Madala et Piacsek, 1977 ;
Blumberg et Mellor, 1987). Dans le but de limiter le temps de calcul, la résolution de la dynamique
barotrope est séparée de celle de la dynamique barocline. L’équation de continuité et les équations
des moments intégrées selon la verticale sont résolues sur un pas de temps Δ t 2D au cours du mode
externe  ou  barotrope,  et  les  équations  du  mouvement  3D  sont  résolues  sur  un  pas  de  temps
Δ t 3D=Δ t 2D × N t au  cours  du  mode  interne  ou  barocline.  Le  mode  barotrope  fournit,  par  la
résolution de l’équation de continuité intégrée selon la verticale, les valeurs de ζ ,u¯ , v¯ au mode
barocline. En retour, le mode barocline fournit le cisaillement près du fond déduit de la résolution
tridimensionnelle des courants et des termes d’advection, de diffusion, de gradient de pression et de
Coriolis  qui  sont  intégrés  selon  la  verticale.  Les  équations  (2D  et  3D)  sont  discrétisées
temporellement pas un schéma robuste, du 3ème ordre en temps, de type prédicateur (Leap-Frog) /
correcteur  (Adams-Moulthon)  (Shchepetkin  et  McWilliams,  2005).  L’advection  horizontale  des
courants est résolue à l’aide d’un schéma « upstream » biaisé d’ordre 3 pour le mode barocline, et
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Figure  2.1  –  Discrétisations  (a)  horizontale  et  (b)  verticale  adoptées  dans  ROMS  (source  :
https://www.myroms.org/ et Sheng, 1984)
d’un  schéma  centré  d’ordre  4  pour  le  mode  barotrope  (Shchepetkin  et  McWilliams,  1998).
L’advection verticale des courants est résolue par un schéma centré d’ordre 4.
La résolution spatiale et temporelle est contrainte par les critères CFL (« Courant Friedrich
Levy ») des modes barotrope :
Δ t 2D<
1
( 1
Δ x2
+ 1
Δ y2
)
1/2
√ gh (2.27)
et barocline :
Δ t 3 D<
1
u
Δ x +
v
Δ y +
w
Δ z
.
(2.28)
Dans le  cas  d’une simulation  intégrant  deux domaines  imbriqués  (externe et  interne),  il
existe deux modes de résolution : « One-Way » ou « Two-Way » (Mason et al., 2010 ; Debreu et al.,
2012). Dans le mode « One-Way », les forçages aux limites du domaine interne sont obtenus en
interpolant  directement  les  prédictions  du  domaine  externe.  Dans  le  mode  « Two-Way »,  ces
forçages  sont  adaptés  des  prédictions  des  domaines  interne  et  externe  avec  un  échange
d’information dans les deux sens.
2.2 Caractéristiques générales du Passage du Fromveur
Le  Passage  du  Fromveur  se  situe  à  l’extrémité  occidentale  des  côtes  de  France
métropolitaine en pointe  Bretagne,  dans  la  mer d’Iroise (Figure 2.2a).  Il  sépare,  dans  la  partie
septentrionale de la mer d’Iroise, l’île d’Ouessant de l’archipel de Molène à travers un chenal de
2 km de large et environ 4 km de long.
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2.2.1 Morphologie et nature des fonds
La hauteur d’eau moyenne (par rapport au niveau moyen des mers) du Passage du Fromveur
est de 50 m. Les différents transects bathymétriques (Figures 2.3 et 2.4) montrent que dans la zone
définie  pour  l’implémentation  des  hydroliennes  (zone  AMI,  Figure  2.2b),  les  gradients
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Figure 2.3 – Profondeur par rapport au niveau moyen dans le Passage du Fromveur. La zone de
l’AMI et les transects bathymétriques étudiés à la section 2.2.1 sont localisés.
Figure 2.2 – Profondeur par rapport au niveau d’eau moyen (a) à la pointe Bretagne et (b) dans l’archipel de
Molène et d’Ouessant. La zone de l’AMI dans le Passage du Fromveur est délimitée par le polygone noir.
bathymétriques sont faibles avec des variations de profondeurs inférieures à 10 m sur une distance
de 600 m (Figure 2.4, transect L2) et une pente générale d’environ 2°. Au-delà de la zone de l’AMI,
au Nord-Est et  au Sud-Ouest,  la hauteur d’eau augmente progressivement  jusqu’à atteindre des
profondeurs comprises entre 70 et 80 m (Figure 2.4, transects L2 et L3). Au Sud-Est et au Nord-
Ouest  de  la  zone  de  l’AMI,  la  hauteur  d’eau  diminue  très  rapidement  à  mesure  que  l’on  se
rapproche des côtes des îles de Ouessant et  Bannec. Des variations de 30 m de profondeur sur
environ 200 m de distance horizontale peuvent ainsi être observées le long des transects l1 et l2.
Au-delà du Passage du Fromveur, entre les îles de l’archipel de Molène, la profondeur d’eau
ne dépasse pas 10 m, avec la présence de nombreux hauts-fonds qui s’étendent autours de ces îles. Il
en résulte de nombreuses zones découvrantes lors des marées de vive-eau. Au Nord-Est et au Sud-
Ouest du Passage du Fromveur, deux bancs sableux sont mis en évidence (Figure 2.2b). Le banc
d’Ouessant, situé au Sud-Ouest du chenal, présente une hauteur maximale (par rapport aux zones
qui l’entourent) d’environ 50 m. La profondeur au niveau du banc du Four, situé au Nord-Est de la
zone d’étude, est d’environ 30 m. Ce dernier s’étend sur une zone plus large que le banc d’Ouessant.
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La zone de l’archipel  de Molène et  d’Ouessant  est  également  caractérisée par une forte
hétérogénéité de la distribution spatiale des types de sédiments de fond. La figure 2.5 présente la
distribution des sédiments dans la zone d’étude. Le substrat au centre du Passage du Fromveur est
essentiellement composé de roches (Figure 2.5). En effet,  compte tenu des fortes amplitudes de
courants  qui  peuvent  atteindre  un  maximum  de  4 m.s-1 en  période  de  vive-eau  moyenne,  les
particules sédimentaires de faibles diamètres sont transportées à travers le Fromveur sans y être
piégées.  À mesure que l’on s’éloigne du centre du chenal vers le Nord-Est ou le Sud-Ouest, les
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Figure 2.4 – Transects bathymétriques (i) l1 et l2 selon la direction Sud-Est/Nord-Ouest
et  (ii)  L1  L2  et  L3  selon  la  direction  Sud-Ouest/Nord-Est.  Les  lignes  verticales
représentent les limites de la zone de l’AMI.
amplitudes des courants diminuent et les zones de plus grandes profondeurs (entre 70 et 80 m) sont
composées de sables, de graviers ou d’un mélange des deux (Figure 2.5) (Hamdi et  al.,  2010 ;
SHOM, 2015 ; Ehrhold et Le Gall, 2017). Les bancs du Four et d’Ouessant, décrits précédemment,
sont principalement  constitués de sables  (Figure 2.4) (Hamdi et  al.,  2010 ;  Ehrhold et  Le Gall,
2017).
2.2.2 Marée
Le plateau continental du Nord de l’Europe, auquel appartient la mer d’Iroise, fait partie des
mers macrotidales, c’est-à-dire que l’hydrodynamique de la zone est très influencée par la marée.
Au niveau de l’île d’Ouessant, le marnage peut ainsi atteindre un maximum de 6 m (SHOM, 2015).
La modulation à 14,7 jours du cycle de marée dans la zone de la mer d’Iroise est principalement
régie  par  la  composition  harmonique des  deux ondes  principales  M2 et  S2.  L’onde semi-diurne
lunaire M2 est la plus importante avec une amplitude, en entrée de la Manche, de 2 m entre l’île
d’Ouessant et le cap de Lizard situé à l’extrême Sud-Ouest des côtes anglaises (SHOM, 2016). Sa
période est de 12 h 25 min et cette onde se propage du Golfe de Gascogne au Sud vers l’entrée de la
Manche au Nord-Est. L’onde semi-diurne solaire S2 a, quant à elle, une période de 12 heures. Les
interactions  non-linéaires  de ces  deux ondes  avec  les  hauts-fonds (présents  autours  des  îles  de
l’archipel) et les côtes des îles engendrent la création d’ondes de fréquences supérieures à celles
d’origine astronomique (Pingree et Griffiths, 1987). L’onde M2 génère ainsi l’onde quart-diurne M4
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Figure 2.5 – Différents types de sédiments de fond autour de l’archipel de Molène-Ouessant et du passage du
Fromveur (SHOM, 2015). La zone de l’AMI est délimitée par le polygone blanc.
de période 6 h 12 min.
Dans le Passage du Fromveur, l’amplitude des courants de marée atteint 4 m.s-1 en période
de  vive-eau  moyenne  (SHOM,  2016)  (Figure  2.6).  On  retrouve  également,  à  l’Ouest  de  l’île
d’Ouessant,  une  zone  où  les  amplitudes  des  courants  sont  importantes  atteignant  3 m.s-1 en
conditions  de  vive-eau  moyenne.  En  période  de  vive-eau  moyenne,  la  puissance  disponible
(calculée  comme Pdisp=0,5ρuh
3 )  atteint  20 kW.m-2 à  10 m  au-dessus  du  fond  (Figure  2.7),  la
hauteur visée pour l’exploitation de l’énergie cinétique des courants de marée dans la zone d’étude
(Guillou et al., 2016). Cette valeur se retrouve principalement au niveau des hauts-fonds de l’île de
Bannec à la frontière Sud-Est de la zone AMI. À mesure que l’on se rapproche des côtes d’Ouessant
la  puissance  disponible  diminue  progressivement  jusqu’à  atteindre  un  minimum  d’environ
10 kW.m-2 au niveau de la frontière Nord-Ouest de la zone AMI.
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Figure 2.6 – Module de vitesse barotrope maximale dans le Passage
du Fromveur et ses abords (SHOM, 2016).
2.3 Application du modèle numérique
2.3.1 Conditions de simulation
Pour maximiser la puissance extraite par les hydroliennes, il est nécessaire de déterminer la
direction  du  courant  prédominant. Une  première  modélisation  est  ainsi  mise  en  œuvre  pour
déterminer  l’orientation  de  ces  courants.  Cette  modélisation  est  effectuée  sur  deux  maillages
imbriqués : (i) le premier couvrant la mer d’Iroise de 4 à 6 °W selon la longitude et de 47,4 à 49 °N
selon  la  latitude  avec  une  résolution  spatiale  horizontale  de  2000 m,  (ii)  le  second  couvrant
l’archipel de Molène et d’Ouessant de 4,7 à 5,3 °W selon la longitude et de 48,2 à 48,6 °N selon la
latitude  avec  une  résolution  spatiale  horizontale  de  400 m  (Figure  2.8).  Ces  deux  maillages
comportent 16 couches  σ selon la verticale. Ces simulations sont effectuées suivant le mode de
résolution « One-Way » et la paramétrisation est la même que celle décrite dans la suite de cette
section hormis pour les pas de temps qui sont définis à 60 et 20 s pour le mode barocline et à 6 et
2 s pour le mode barotrope.
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Figure 2.7 – Puissance maximale à 10 m au-dessus du fond
pour une période de vive-eau moyenne (Guillou et al., 2016).
Les zones de couleur marron correspondent à des profondeurs
(par rapport au niveau moyen) inférieures à 10 m.
Les  prédictions  indiquent  que  les  courants  au  pic  de  jusant  (d’un  cycle  de  vive-eau
moyenne), qui est le moment où les courants sont prédominants au centre du Passage du Fromveur,
sont  inclinés  de  19,2°  par  rapport  à  la  longitude.  Les  résultats  mettent  en  évidence  un  faible
désalignement entre les courants des pics de flot et de jusant, confirmant les études de la dynamique
des courant de marée dans la zone (Thiébaut et Sentchev, 2015 ; Guillou et Thiébot, 2016a ; SHOM,
2016 ;  Guillou  et  Chapalain,  2017a ;  Thiébaut  et  Sentchev,  2017 ;  Thiébaut,  2017 ;  Guillou  et
Chapalain, 2018). Le désalignement entre les directions de pic de flot et de jusant, bien que faible,
varie à l’intérieur de la zone de l’AMI (SHOM, 2016). Cette asymétrie en direction est étudiée plus
précisément dans la section 2.3.3.2.
Pour faciliter l’implémentation des AD représentant les hydroliennes (cf Chapitre 3 et 4),
nous effectuons une rotation du maillage de telle sorte que l’axe des x correspondent à la direction
principale du courant. La rotation du maillage est de 19.2° (Figure 2.9).
Les simulations suivantes sont basées sur un premier maillage, incliné de 19,2° par rapport à
la longitude, couvrant une grande partie de la mer d’Iroise (noté G1) et sur un second couvrant,
selon la même orientation, l’archipel de Molène et d’Ouessant (G2) (Figure 2.9, Tableau 2.3). Le
premier domaine de calcul s’étend de 6°W à 3,5°W en longitude et de 47,3°N à 48,9°N en latitude.
Il comporte 70 356 éléments horizontaux avec une taille de maille de 500 m (Tableau 2.3) pour 25
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Figure 2.8 – Emprises spatiales des domaines de calcul des simulations
préliminaires.  Les  couleurs  représentent  la  hauteur  d’eau  relative  au
niveau moyen. 
couches σ selon la verticale. Le deuxième maillage (G2) s’étend de 5,3°W à 4,6°W et de 48,1°N à
48,6°N. Il comporte 311 997 éléments horizontaux avec une taille de maille de 100 m et 25 couches
σ selon la verticale.  Les pas de temps 2D et 3D sont  respectivement de 2 et 20 secondes pour le
maillage G1 et de 1 et 10 secondes pour le maillage G2.
Zone couverte
par les maillages Dimensions horizontales
Pas de temps
3D/2D (en s)
Mer d’Iroise (G1) 130 km x 150 km(Δtx=Δty=500 m) 20 / 2
Archipel de Molène-
Ouessant (G2)
45 km x 40 km
(Δtx=Δty=100 m) 10 / 1
Tableau 2.3 – Dénominations et caractéristiques des différentes emprises du modèle.
La  bathymétrie  employée  inclut  plusieurs  bases  de  données  dont  (1)  celle  traitée  par
Loubrieu et al. (2008) couvrant la majeure partie de la mer d’Iroise avec une résolution de 1 km et
(2) la base de données « Litto 3D » couvrant l’archipel de Molène et d’Ouessant avec une résolution
spatiale maximale de 5 × 5 m (Louvart et Grateau, 2005). La rugosité sur le fond est paramétrée
suivant la configuration adoptée par Guillou et Thiébot (2016a) (Tableau 2.4). La répartition du lit
sédimentaire est extraite de la carte sédimentologique de Hamdi et al. (2010). Pour les différents
types de sédiments, les valeurs de z0 b sont issues des observations de Soulsby (1983). Pour le
paramètre de rugosité  des fonds rocheux, la valeur de 20 mm est  employée.  Cette valeur a été
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Figure  2.9  – Emprises  spatiales  des  domaines  de  calcul  avec  la
hauteur d’eau moyenne.
déterminée par Guillou et Thiébot (2016a) suite à une étude de sensibilité (faisant varier z0 b entre
3,5 et 50 mm) démontrant que cette valeur permet d’obtenir des prédictions optimales par rapport
aux mesures disponibles dans la zone du Passage du Fromveur. Un test de sensibilité similaire a été
effectué dans cette étude en faisant varier la valeur du paramètre de rugosité associée à la roche
entre 5 et 50 mm, afin d’obtenir des prédictions les plus proches possible des mesures disponibles.
Ces simulations confirment la valeur de z0 b=20 mm sur les fonds rocheux.  Dans les zones du
large, où la nature du sédiment n’a pas été identifiée, la rugosité sur le fond est fixée à une valeur
constante z0b=3,5mm qui est une valeur communément employée au large de la pointe Bretagne
dans les différents travaux de modélisations (Guillou, 2007 ; Muller et al., 2007 ; Cambon, 2008 ;
Guillou et al., 2013).
Sables Sables/Graviers Graviers Roches
0,4 0,5 3,5 20
Tableau 2.4 – Valeurs de z0b en fonction du type de sédiments (en mm).
Le forçage de marée est appliqué à la frontière du maillage G1 de 500 m de résolution, à
partir de la base de données mondiale « TPXO7.2 » (Egbert et al., 1994) de résolution 1/4° x 1/4°.
Treize des principales composantes de marée semi-diurnes, diurnes,  quart-diurnes et  de longues
périodes sont ainsi intégrées aux limites ouvertes du modèle (M2, S2, N2, K2, K1, O1, P1, Q1, Mf, Mm,
M4, MS4, MN4). Le mode multi-imbriqué « Two-Way » est employé. Aux frontières du domaine G2,
un échange entre les deux domaines est ainsi implémenté, le maillage G2 étant forcé à ses limites
par les résultats obtenus sur G1 et inversement. Aux frontières du domaine G1, une condition de
type Flather (1976) est imposée pour les composantes barotropes de la vitesse à l’exception des
composantes tangentielles sur les frontières Est et Ouest où une condition de Chapman (1985) est
employée (Tableau 2.5). Plusieurs simulations ont été effectuées pour finalement déterminer cette
configuration  de  conditions  limites,  pour  la  composante  barotrope  de  la  vitesse,  qui  permet
d’obtenir les meilleurs résultats de comparaison avec les mesures disponibles dans le Passage du
Fromveur.  Une  condition  radiative  de  type  Orlanski  est  utilisée  pour  la  surface  libre,  les
composantes baroclines de la vitesse ainsi que les variables turbulentes.
Paramètres Ouest Sud Est Nord
u¯ Flather Flather Flather Flather
v¯ Chapman Flather Chapman Flather
Tableau 2.5 – Conditions limites employées aux frontières maritimes du maillage G1 pour les composantes
de la vitesse barotrope.
Le mélange horizontal est paramétré à partir de la formulation de Smagorinsky (1963) avec
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une constante égale à 0,7. Le mélange vertical est défini suivant le modèle de turbulence k-ε avec les
différentes constantes décrites dans les Tableaux 2.1 et 2.2.
2.3.2 Évaluation des prédictions numériques
Les prédictions numériques du modèle sont comparées au point p1 à des mesures ADCP
(« Acoustic Doppler Current Profiler ») de direction et d’intensité des courants effectuées par le
Service  Hydrographique  et  Océanographique  de  la  Marine  (SHOM)  au  milieu  du  passage  du
Fromveur (5,036°W – 48,449°N) (point p1, Figure 2.10). Ces observations ont été fournies par le
SHOM avec un pas de temps de 10 minutes et une résolution spatiale de 2 m entre le 19 mars et le 2
avril 1993 à partir d’une profondeur de 6 m jusqu’à 52 m. Étant donné la difficulté pour déployer
des systèmes de mesures dans cette zone, ces mesures constituent une donnée rare et précieuse pour
confirmer les prédictions numériques. Les comparaisons des prédictions avec les observations sont
effectuées à 10 et 25 m au-dessus du fond, 10 m étant la position du centre des turbines qui seront
déployées dans la zone d’étude et 25 m celle correspondant au milieu de la colonne d’eau en ce
point.
29
Figure 2.10 – Zoom sur  le  Passage  du  Fromveur,  avec la  hauteur  d’eau
moyenne, la localisation du point de mesure ADCP p1 et celle de la zone de
l’AMI délimitée par le polygone noir.
Une  série  de  paramètres  statistiques  permet  d’estimer  les  prédictions  numériques.  La
précision du modèle est tout d’abord estimée à partir de l’erreur moyenne absolue calculée comme
la moyenne des différences absolues entre les mesures et les prédictions de la variable générique φ :
MAE= 1
N ∑i=1
N
 ∣φsimi−φobsi  ∣ (2.29)
où N est le nombre de valeurs composant les séries temporelles prédites ( φsimi  où i  ϵ [1,N]) et
mesurées ( φobs i  où i  ϵ [1,N]). Les résultats sont ensuite évalués à partir de l’index d’accord RE
proposé par Willmot (1981) : 
RE=1−
∑
i=1
N
(φobs i−φsimi)
2
∑
i=1
N
(∣φ simi−φobs∣+∣φobs i−φobs  ∣)
2
(2.30)
où φobs est la moyenne des observations φobs i , i ϵ [1,N]. Cet index est compris entre 0 et 1, où 1
décrit l’accord entre prédictions et mesures. Ces indicateurs sont calculés à la fois pour le module et
la direction des courants.
Les figures 2.11 et 2.12 présentent respectivement les comparaisons entre les mesures ADCP
et les simulations à 10 et 25 m au-dessus du fond. Pour l’amplitude ou la direction des courants, les
comparaisons au point p1 montrent une bonne correspondance avec un indice d’accord de 0,98 en
moyenne pour l’intensité du courant et de 0,94 pour la direction, aux deux hauteurs de comparaison
(Tableau 2.6). Le point de mesure est dominé par des courants de marée très forts. Sur l’ensemble
de la période de mesure, les vitesses sont comprises entre 2 et 2,5 m.s-1 à 10 m au-dessus du fond et
entre 2,5 et 3 m.s-1 à 25 m. Les prédictions reproduisent également l’asymétrie en amplitude des
courants  de marée caractérisée par une intensité  légèrement  plus  forte  (d’environ 0,1 m.s-1)  des
courants portant au Sud-Ouest. Un écart d’environ 20° entre les directions prédites et mesurées est
observé à chaque marée.  Selon Guillou et Thiébot (2016a), le paramétrage du frottement pour les
fonds rocheux (qui est dépendant de la rugosité utilisée) peut avoir un impact significatif sur la
direction des courants prédite par le modèle. Reprenant ces travaux de modélisation numérique, des
tests de sensibilités ont été effectués sur la sensibilité des prédictions à la rugosité retenue au niveau
des fonds rocheux en faisant varier le paramètre de rugosité z0b entre 5 et 50 mm. En particulier,
pour z0 b=50 mm , les  comparaisons  de directions  étaient  plus  précises.  Cependant  l’amplitude
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était fortement diminuée en ce point dégradant la comparaison. Une rugosité de 20 mm a ainsi été
retenue comme un bon compromis pour avoir des résultats de comparaison optimum à la fois en
direction et en amplitude.
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Figure 2.12 – Comparaison des  intensité  et  direction (exprimée dans le  sens anti-horaire  à
partir de l’Est) du courant prédites par le modèle (rouge) et mesurées (bleu) à 25 m au-dessus
du fond au point p1.
Figure 2.11 – Comparaison des intensité et direction (exprimée dans le sens anti-horaire à partir
de l’Est) du courant prédites par le modèle (rouge) et mesurées (bleu) à 10  m au-dessus du fond
au point p1.
Hauteur au-
dessus du fond
(en m)
REint REdir
MAEint
(m.s-1)
MAEdir
(degré °)
10 0,98 0,95 0,13 20,2
25 0,98 0,94 0,13 20,2
Tableau 2.6 – Valeurs des estimateurs prédictions vs. observations à 10 et 25 m au-dessus du fond.
Une comparaison des profils de vitesse prédits et observés est également effectuée au cours
de la vive-eau du 24 mars 1993 (coefficient 88), aux moments des pics de flot et de jusant ainsi que
deux heures  avant  et  après  (Figure 2.13).  En période  de flot,  les  résultats  montrent  une bonne
adéquation des prédictions aux mesures sur toute la colonne d’eau avec une erreur moyenne absolue
de l’ordre de MAE=0,1 m.s-1 aux trois instants considérés. En période de jusant, les prédictions se
rapprochent également des observations. On obtient cependant une différence marquée au pic de
jusant  possiblement  imputable  aux  effets  du  vent  et  de  la  houle  non  intégrés  dans  le  modèle
numérique. Les comparaisons des profils de vitesse confirment les performances du modèle pour
estimer les courants  de marée au niveau de la zone d’implantation des disques poreux dans la
colonne d’eau.
Cette évaluation des prédictions numériques est complétée par une comparaison des ellipses
de courants à 10 m au-dessus du fond en condition de vive-eau et de morte-eau moyenne avec les
résultats de simulations du SHOM (2015) d’une résolution spatiale de 100 m dans le Passage du
Fromveur. Les données disponibles s’étendent sur l’archipel de Molène et d’Ouessant. Cependant,
la comparaison est restreinte à la zone de l’AMI afin de s’assurer de la précision des prédictions de
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Figure 2.13 – Comparaison des profils de vitesse prédites par le modèle (ligne pointillées) et mesurées
(ligne pleine) au point p1 (a) au second pic de flot (rouge) du 24/03/1993, 2 h avant (bleu) et 2 h après (vert)
et (b)  au second pic de jusant (rouge) du 24/03/1993, 2 h avant (bleu) et 2 h après (vert).
courant dans la zone d’implémentation des turbines. La Figure 2.14 présente la comparaison des
ellipses de courant pour un cycle de marée de coefficient 95 et un cycle de coefficient 45. Cette
comparaison montre que le modèle reproduit l’amplitude et la direction des courants dans la zone de
l’AMI. En particulier, au point marqué d’une croix (point p2, Figure 2.14), les amplitudes prédites
par le SHOM aux pics de flot et de jusant, pour un cycle de coefficient 95, sont de respectivement
3,4 et 3,2 m.s-1 alors que les résultats prédits par ROMS sont de 3,4 et 3,3 m.s-1. Pour un coefficient
45, la comparaison est également très précise avec 1,9 et 1,8 m.s-1 pour le SHOM (respectivement
aux pics de flot et de jusant) contre 1,8 et 2 m.s-1 dans cette étude. Les ellipses indiquent également
que les courants dans la zone sont très rectilinéaires.  Au niveau du point  p2 (Figure 2.14),  les
résultats du SHOM montrent ainsi une différence absolue de 4,2° entre les directions du courant de
marée aux pics de flot et de jusant alors que, dans cette étude, la différence est de 5,7° en période de
vive-eau moyenne. Les directions prédites pour un cycle de coefficient 45 ne présentent pas de
différences significatives avec les résultats obtenus pour un coefficient 95.
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Les  prédictions  de  l’amplitude  maximale  des  courants  à  10 m  au-dessus  du  fond  sont
également comparées aux données fournies par le SHOM (2015) en condition de vive-eau moyenne.
Les résultats obtenus sont cohérents avec les prédictions du SHOM (Figure 2.15). On retrouve ainsi
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Figure 2.14 – Comparaison pour (a) un cycle de vive-eau moyenne (coefficient
95) et (b) un cycle de morte-eau moyenne à 10 m au-dessus du fond, à l’échelle
du  Passage  du  Fromveur,  des  ellipses  de  courant  du  modèle  numérique  du
SHOM (2015) (en bleu) et les résultats du modèle ROMS (en rouge). Le point
p2 est représenté par une croix.
dans les deux cas des amplitudes supérieures à 3 m.s-1 au centre du Fromveur diminuant jusqu’à
2,5 m.s-1 à plus de 3 km du chenal. L’amplitude des vitesses est également plus importante au Nord-
Est du Passage du Fromveur que celle présente au Sud-Ouest.
2.3.3 Exploitation des prédictions numériques
2.3.3.1 Courants de marée et puissance disponible
Description de la dynamique de marée
Une description de la dynamique des courants dans la zone d’étude est finalement proposée.
La figure 2.16 présente une vision synoptique de l’évolution des courants barotropes au niveau de
l’archipel de Molène et d’Ouessant à différents moments d’une marée de vive-eau moyenne aux
pics de flot et de jusant dans le Passage du Fromveur, 1 et 2 h après ces deux pics. Au pic de flot qui
se caractérise par des courants orientés vers le Nord-Est (Figure 2.16 a), l’amplitude maximale du
courant atteint 3,5 m.s-1 dans le Passage du Fromveur. Elle diminue ensuite avec des valeurs passant
d’environ 3,3 m.s-1, une heure après le pic de flot (Figure 2.16 b) à 2,6 m.s-1, deux heures après.
Pendant cette phase de flot, les amplitudes des courants sont réduites au niveau du Banc du Four
avec  des  valeurs  maximales  estimées  à  2,5 m.s-1.  Au  pic  de  jusant,  qui  se  caractérise  par  des
courants orientés vers le Sud-Ouest (Figure 2.16 d), les courants de marée atteignent des valeurs
similaires à celles obtenues en période de flot (3,5 m.s-1). L’amplitude des courants est hétérogène
spatialement. Le courant est également caractérisé par une forte variabilité temporelle. Par exemple,
dans la partie septentrionale du Passage du Fromveur, les amplitudes de courants atteignent des
valeurs de 3 – 3,5 m.s-1 en période de flot alors qu’en période de jusant ces valeurs ne dépassent pas
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Figure 2.15 – (a) Prédictions de la vitesse maximale à 10 m au-dessus du fond pour un cycle de vive-eau moyenne
(coefficient 95). Les zones en blanc sont des régions où la hauteur d'eau est inférieure à 10 m. (b) Vitesse maximale à
10 m au-dessus du fond, source Loubrieu et al. (2008).
1 m.s-1. Cette zone est donc dominée par le flot. À l’inverse, dans sa partie méridionale, la zone est
dominée par le jusant.  Cette asymétrie en amplitude des courants de marée est  étudiée dans la
section suivante. Outre cette différence d’amplitude, les sillages générés lors des phases de flot et de
jusant se différencient par leur propagation. Le sillage en période de flot se propage vers le Nord-Est
suivant une direction rectiligne alors que le sillage en période de jusant se développe vers le Sud-
Ouest et, influencé par la bathymétrie, est dévié vers le Sud.
Occurrence de vitesse
La Figure 2.17 représente la densité de probabilité des amplitudes de vitesse calculée au
point p2 à 10 m au-dessus du fond sur la période de comparaison avec les mesures ADCP (Figures
2.11 et 2.12) soit sur environ 10 jours. Les prédictions montrent que la répartition des amplitudes de
vitesse est relativement homogène (entre 25 et 35 %) mis à part pour les vitesses comprises entre
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Figure 2.16 – Vision synoptique des courants barotropes en période de vive-eau moyenne (a) au pic de flot
(au centre du Fromveur), (b) 1 h et (c) 2 h plus tard et (d) au pic de jusant (au centre du Fromveur), (e) 1 h et
(f) 2 h plus tard.
1,8 et 2,6 m.s-1 où la probabilité est comprise entre 40 et 50 %. Ce résultat est cohérent avec celui
obtenu par Thiébaut (2017) à partir de l’exploitation de mesures radar entre avril 2007 et septembre
2008.  Les  prédictions  tendent  cependant  à  surestimer  la  densité  de  probabilité  des  vitesses
supérieures à 1,8 m.s-1. Cette différence est principalement imputable aux périodes de traitement des
observations et prédictions. De plus les estimations effectuées par Thiébaut (2017) rapportent la
densité de probabilité des courants en surface alors que dans cette étude les courants à 10 m au-
dessus du fond sont employés.
Puissances maximale et moyenne disponibles
Les puissances maximales et moyennes sont étudiées sur la zone pour un cycle de vive-eau
moyenne (coefficient 95). Les turbines seront implémentées à 10 m au-dessus du fond, ainsi  la
puissance cinétique sur la zone est estimée à cette hauteur. La densité de puissance disponible est
calculée en chaque pas de temps du cycle de marée par l’équation suivante :
Pdisp=
1
2
ρ |uh |
3 (2.31)
où |uh | est  l’amplitude  de  la  vitesse  horizontale.  Pour  une  période  de  vive-eau moyenne,  les
prédictions  sont  similaires  à  celles  obtenues  par  Guillou  et  Thiébot  (2016a)  sur  la  base  d’une
modélisation barotrope avec le code Telemac 2D (Hervouet, 2007) dans le Passage du Fromveur.
Les densités de puissance maximales disponibles sont ainsi comprises entre 15 et 25 kW.m-2 avec un
gradient spatial le long de la section transversale du Fromveur (Figure 2.18). Les valeurs maximales
sont atteintes aux abords des hauts-fonds de Bannec. La distribution de la densité de puissance
moyenne (au cours d’un cycle de vive-eau moyenne) est conforme à celle de la densité de puissance
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Figure 2.17 –  Densité de probabilité des modules de courant prédites au point p2 sur une période
de 10 jours.
maximale mais les valeurs prédites sont inférieures à 7 kW.m-2.
2.3.3.2 Asymétrie en amplitude et direction
Asymétrie en amplitude
Les asymétries en amplitude et direction du courant de marée entre les phases de flot et de
jusant impact fortement la production des turbines hydroliennes et leur performance à l’échelle d’un
cycle de marée. Dans la perspective d’une étude affinée des interactions entre machines au sein d’un
parc, une attention particulière doit être consacrée à ces asymétries. L’asymétrie en amplitude entre
les périodes de flot et de jusant est quantifiée à partir du paramètre As, reprenant la formulation
adoptée par Guillou et Chapalain (2017b) :
As=1−
min(|uh , flot | ,|uh , jusant |)
max(|uh,flot | , |uh , jusant |)
(2.32)
où |uh , flot | est l’intensité de la vitesse au pic de flot et |uh , jusant | est l’intensité de la vitesse au pic
de jusant. Ce paramètre varie entre 0 et 1. L’asymétrie est maximale lorsque As est proche de 1 et
est réduite pour de faibles valeurs de As.
La répartition spatiale de ce paramètre d’asymétrie dans le Passage du Fromveur confirme
les résultats des études précédentes basées sur l’exploitation de mesures par radar HF (Thiébaut et
Sentchev,  2017 ;  Thiébaut,  2018)  et  les  résultats  de  modèles  numériques  (Guillou  et  Thiébot,
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Figure 2.18 – Puissances maximale (a) et moyenne (b) pour un cycle de vive-eau moyenne calculée à
10 m au-dessus du fond en kW.m-2.
2016a ; Guillou et Chapalain,  2017a ; Guillou et al.,  2018). Cette asymétrie se répartit  sur trois
zones le long du passage du Fromveur (Figure 2.19a) : (i) au Sud-Ouest du chenal (Point 1), la zone
est dominée par le jusant, (ii) au Nord-Est (Point 3), la zone est dominée par le flot, et (iii) au centre
du  chenal,  les  courants  sont  symétriques  en  amplitude  (Point  2).  La  localisation  de  la  zone
symétrique, cohérente avec l’étude de Thiébaut et Sentchev (2017), permet également de conforter
la position de la zone de l’AMI. L’asymétrie en amplitude est plus importante dans la zone dominée
par le flot avec des valeurs de As variant entre 0,5 et 0,8 alors que la zone dominée par le jusant
présente des valeurs de As comprises entre 0,5 et 0,6. Ce résultat est confirmé par la comparaison
des vitesses barotropes d’un cycle de vive-eau moyenne aux points 1, 2 et 3 (Figure 2.19b) où les
points 1 et 3 sont répartis à égale distance du point 2 (situé au centre du chenal dans la zone de
symétrie en amplitude des courants). Le point 1 (dans la zone dominée par le jusant) est caractérisé
par une variation de 50 % de l’amplitude de courant entre les pics de flot et de jusant. Au point 3
(dans la zone dominée par le flot), la variation est plus importante avec une réduction de l’amplitude
de vitesse de 60 % entre les pics de flot  et  de jusant.  Cette  asymétrie,  plus forte dans la zone
dominée par le flot, confirme l’étude de Thiébaut et Sentchev (2017) basée sur des observations par
radar HF.
L’asymétrie en amplitude des courants de marée peut être attribuée aux interactions entre les
courants et la topographie des îles (Neill et Elliott, 2004). En particulier, les interactions entre les
ondes de marée linéaires avec leurs composantes non-linéaires sont susceptibles d’être à l’origine de
l’asymétrie des courants (Pingree et Griffiths, 1979 ;  Friedrichs et Aubrey, 1988 ). L’asymétrie en
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Figure 2.19 – (a) Tracés du paramètre d’asymétrie dans le Passage du Fromveur. La zone blanche représente la
zone de l’AMI. (b)  Amplitudes  des  courants,  pour  un cycle de vive-eau moyenne,  de trois  points  le long du
Passage du Fromveur (droite) – (1) Point dominé par le jusant – (2) Courants symétriques – (3) Point dominé par
le flot.
amplitude des courants de marée peut ainsi être liée à la différence de phase entre l’onde principale
semi-diurne linéaire M2 et sa première harmonique quart diurne M4 (Pingree et Griffiths, 1979 ;
Friedrichs et Aubrey, 1988). Neill et al. (2014) ont mis en évidence cette relation dans le détroit des
Orcades au Nord de l’Écosse,  exploitant  les résultats  d’un modèle numérique de circulation de
marée. Thiébaut et Sentchev (2017) ont mis en évidence, dans le cas du Fromveur, la relation entre
les phases de M2 et M4 et son effet sur l’asymétrie en amplitude dans la zone. Ce résultat a été
confirmé par Guillou et Chapalain (2017a) et Guillou et al. (2018) en exploitant les résultats de
simulations numériques de courants de marée dans la zone d’étude.
Asymétrie en direction
L’asymétrie en direction des courants de marée entre les périodes de flot et de jusant est un
autre paramètre important à étudier pour le déploiement d’hydroliennes (Lewis et al., 2015 ; Guillou
et Chapalain, 2017b ;  Guillou et  al.,  2018). En effet,  les hydroliennes (à axe horizontal)  ont un
rendement optimal lorsque le courant est parallèle à l’axe de rotation et la production d’une turbine
peut être réduite de 7 % lorsque le courant incident forme un angle de 10° avec l’axe du rotor (Frost
et al., 2017). Cette réduction peut aller jusqu’à 20 % de réduction pour un angle de 22,5° selon
Galloway et al. (2011). Il est donc bénéfique de positionner un parc hydrolien dans une zone où
l’asymétrie en direction entre les courants de flot et de jusant est minimale (Lewis et al., 2015 ;
Guillou et Chapalain, 2017b). Bien que les détroits de marée soient généralement caractérisés par
des courants rectilinéaires avec une déviation limitée à 2-3° (Lewis et al., 2015) entre les phases de
flot et de jusant, des asymétries en direction importantes sont susceptibles d’apparaître au niveau de
sites hydroliens. Dans le Raz de Sein, Guillou et Chapalain (2017b) ont ainsi mis en évidence une
asymétrie en direction de 20° entre les pics de flot et de jusant.
La figure 2.20 présente la répartition spatiale de la différence de direction entre les pics de
flot et de jusant ([180°]) et les directions des courants barotropes aux pics de flot et de jusant d’une
marée de vive-eau moyenne comparées à la direction principale des courants utilisée pour orienter
les hydroliennes et les maillages (section 2.3.1). Dans la zone de l’AMI, les différences varient
fortement avec des maxima de 20° présents dans les parties Sud et Nord Nord-Est. Entre le Sud de
la zone AMI et le centre du Fromveur, les valeurs diminuent progressivement entre 20 et 5°. Cette
réduction  de  la  déviation  des  courants  entre  les  pics  de  flot  et  de  jusant  peut  être  attribuée  à
l’influence des zones de hauts-fonds proches de l’île de Bannec (au Sud-Est  du Fromveur) qui
dévient  les  courants  en  période  de  jusant  ce  qui  accroît  l’asymétrie  en  direction.  Le  même
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phénomène est prédit dans la zone Nord Nord-Est : les courants en période de flot sont déviés par la
côte de l’île d’Ouessant ce qui accroît l’asymétrie en direction. Une zone de symétrie en direction
est également mise en évidence par les prédictions du modèle numérique. Celle-ci traverse la zone
AMI d’Est en Ouest.
Comme le montrent les prédictions, les zones de symétrie en amplitude et en direction ne
sont pas positionnées au même endroit. Afin d’optimiser la production d’un parc hydrolien, il est
donc nécessaire de faire le choix de centrer le parc sur la zone de symétrie en amplitude ou en
direction. Si le parc est positionné sur la zone où la déviation des courants est minimale (partie
Nord-Est de la zone de l’AMI), ce dernier sera soumis à une asymétrie en amplitude d’environ 30 %
(As=0,3) réduisant fortement la production énergétique (Neill et al., 2014). À l’inverse, si le parc est
centré sur la zone symétrique en amplitude, ce dernier sera soumis à des courants avec une déviation
d’environ 15° engendrant une plus faible production. Cependant les études numériques récentes
(Galloway et al., 2011 ; Frost et al., 2017) suggèrent un impact de l’asymétrie en direction sur la
production énergétique plus limité que celui associé à l’asymétrie en amplitude. Dans le Passage du
Fromveur le parc hydrolien, qui est étudié dans le Chapitre 4, est donc centré sur la zone symétrique
en amplitude du courant de marée.
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Figure 2.20 – (a) Différence de direction entre les pics de flot et de jusant (en degré) dans le Passage du
Fromveur pour un cycle de vive-eau moyenne. (b) Directions des courants aux pics de flot (bleu) et de jusant
(rouge) comparées à l’orientation des turbines (lignes pointillées noires). La zone de l’AMI est représentée
en blanc (a) et en noir (b).
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Chapitre 3
Implémentation de la méthode de 
l’ « Actuator Disc » dans le modèle ROMS
3.1 Méthode de « l’Actuator Disc »
La  méthode  de  l’« Actuator  Disc »  (AD)  permet  d’approcher  le  fonctionnement  d’une
hydrolienne et son influence sur l’environnement hydrodynamique dans une modélisation 3D. Ce
concept, introduit par Froude (1889), a tout d’abord été employé dans le domaine de l’éolien avant
d’être appliqué à l’hydrolien. Il consiste à assimiler le rotor à un disque poreux, de même diamètre,
dont la force, opposée à l’écoulement, est en relation avec l’énergie captée.
3.1.1 Théorie
Cette méthode se base sur une approche uni-dimensionnelle de la modélisation de la turbine.
Le disque poreux,  supposé d’épaisseur infinitésimale,  est  placé dans  un tube de courant  qui  le
traverse. En réaction à la réduction de l’amplitude de vitesse induit par la présence du disque, le
diamètre du tube de courant augmente progressivement pour respecter la conservation des masses
(Figure 3.1). Plusieurs hypothèses sont prises en compte :
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- La turbine est assimilée à un disque poreux réduisant les moments normaux à sa surface.
- La rotation des pales n’est pas prise en compte.
- Le fluide est considéré incompressible.
- L’écoulement est irrotationnel.
- La pression à l’infini en amont et en aval est considérée comme égale à la pression statique
de l’écoulement.
- L’écoulement à l’extérieur du tube de courant est considéré comme non-perturbé.
La vitesse et la pression loin en amont (et en aval) du disque (non perturbées par la présence
de celui-ci) sont respectivement notées u∞ et p∞ . La vitesse au niveau du disque est notée ud et
la vitesse dans le sillage, qui est modifiée par l’extraction d’énergie, est notée uw (Figure 3.1). La
présence du disque dans l’écoulement engendre un saut de pression. Ce saut de pression modifie les
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Figure 3.1 – (a) Schéma conceptuel de la méthode de l'Actuator Disc. (b) Variation de
l’amplitude de vitesse le long du tube de courant. (c) Variation de la pression le long du
tube de courant. Source : Hansen (2008).
vitesses dans l’axe du disque. Les pressions en amont pd+ et en aval pd- du disque sont déterminées à
partir du théorème de Bernoulli selon les formulations suivantes :
pd
+=p∞+
1
2
ρ(u∞
2 −ud
2)
pd
- =p∞+
1
2
ρ(uw
2−ud
2).
(3.1)
À partir de ces équations, il est possible de déterminer la force induite par cette discontinuité
de pression sur un disque de section  A :
F=( pd
+−pd
- )A=1
2
Aρ(u∞
2 −uw
2 )=2 Aρu∞
2 a(1−a) (3.2)
avec
a=
u∞−ud
u∞
. (3.3)
En appliquant le théorème de quantité de mouvement sous forme intégrale le long du tube de
courant (en supposant l’écoulement stationnaire et non visqueux), la force F peut également être
exprimée sous la forme suivante :
−F=Q (uw−u∞ ) (3.4)
avec Q=ρ A ud le  débit  massique.  En combinant  cette  équation avec l’équation 3.2,  la  vitesse
locale ud peut être exprimée de la manière suivante :
ud=
u∞+uw
2
. (3.5)
Le facteur d’induction a représente la réduction de la vitesse du fluide. En normalisant par la
force de poussée calculée pour un écoulement sans perturbation, le coefficient de poussée CT peut
être introduit avec l’équation 3.6. Ce dernier peut être assimilé à la porosité du disque (Bahaj et al.,
2007 ; Harrison et al., 2010).
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CT=
F
1
2 ρ A u∞
2
=4 a(1−a) .
(3.6)
En utilisant la définition du facteur d’induction a (Équation 3.3), la puissance P extraite par
la turbine peut être exprimée en fonction de la force F et de la vitesse au niveau du disque ud.
P=F .ud=2 Aρu∞
3 a(1−a)2 . (3.7)
Le coefficient de puissance CP représente la part de la puissance extraite par la turbine par
rapport à la puissance disponible. Il est donc calculé comme le ratio entre les deux :
CP=
P
1
2 ρ A u∞
3
=4 a(1−a)2 .
(3.8)
Ces  deux  coefficients  dépendent  du  facteur  d’induction  a qui  peut  varier  entre  0  et  1.
L’influence de ce facteur est représentée sur les figures 3.2 et 3.3. La valeur maximale de CT est
atteinte lorsque a=1/2 (Figure 3.2). Dans ce cas, la vitesse uw est nulle (Équations 3.3-3.5) ce
qui implique que le disque poreux extrait l’intégralité de la puissance disponible, laissant le fluide
au repos en aval. Par ailleurs, les valeurs de a supérieures à 1/2, correspondent, selon les équations
3.3 et  3.5,  à des  amplitudes  de vitesses  négatives  dans  le  sillage ce qui  ne correspond pas  au
fonctionnement d’une hydrolienne. Cette gamme de valeurs de  a n’est donc pas considérée dans
notre  cas.  La  recherche  du  maximum  de  récupération  d’énergie,  conduit  à  rechercher  un  CP
maximum. D’après l’équation 3.7, l’extremum de puissance est atteint lorsque a=1/3 ou a=1. La
valeur de 1 étant en dehors de la gamme de valeurs admises pour a, un fonctionnement optimal de
la turbine s’obtient pour a=1/3 qui conduit à un CPmax de :
CPmax=
16
27
=0,593. (3.10)
Cette valeur est connue comme la limite de Lanchester-Betz (Lanchester, 1915 ; Betz, 1920).
Selon cette limite, les dispositifs ne peuvent pas extraire plus de 60 % de la puissance disponible ce
qui correspond à une valeur maximale du coefficient de poussée  CT=0,89. En pratique, la valeur
maximale de CP n’est jamais atteinte et se limite généralement à 0,35 (Myers et Bahaj, 2010).
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3.1.2 Modifications apportées au modèle ROMS
Pour intégrer la méthode de l’AD dans le modèle ROMS, la force de poussée induite par le
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Figure 3.3 – Variabilité du coefficient de puissance CP en fonction du facteur d’induction  a
(Betz, 1920 ; d’après Nguyen, 2015).
Figure 3.2 – Variabilité du coefficient de poussée CT en fonction du facteur d’induction a (Betz,
1920 ; d’après Nguyen, 2015).
disque  est  introduite  dans  l’équation  des  moments.  Cette  force  induite  par  le  disque  sur
l’écoulement  est  exprimée en fonction de la vitesse locale à l’intérieur du disque  ud.  Selon les
équations 3.2, 3.3 et 3.5, cette force s’exprime sous la forme :
F=1
2
ρ A CT (
ud
1−a
)
2
. (3.11)
En utilisant l’équation 3.6, a peut s’écrire :
a=1
2
(1−√ 1−CT ). (3.12)
La force peut donc s’exprimer par la relation suivante :
F=1
2
ρ A C ud
2 (3.13)
où, d’après l’équation 3.12 :
C=4×
1−√ 1−CT
1+√ 1−CT
. (3.14)
Cependant, la direction du courant est susceptible de varier au cours du cycle de marée.
Lorsque le courant arrive obliquement par rapport à l’axe d’une hydrolienne, seule la composante
axiale contribue ainsi à générer un effort de poussée. Pour simplifier l’implémentation de l'AD dans
ROMS,  plutôt  que  de  projeter  la  vitesse  le  long  de  l’axe  des  turbines  (pour  déterminer  la
composante axiale), la grille de calcul est ici orientée selon l’axe des turbines, la force F étant alors
uniquement  prise  en  compte  dans  l’équation  des  moments  selon  la  direction  (Ox).  Pour  rester
cohérent avec la formulation de cette équation dans ROMS, cette force est divisée par la masse
volumique ρ et le volume occupé par le disque V=Ae avec e l’épaisseur du disque, puis appliquée
en chaque cellule occupée par l’AD sous la forme suivante :
F v /ρ=
F /ρ
V
=
F /ρ
A e
=1
2
C ud
2
e
. (3.15)
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La résolution par différences finies impose de multiplier chaque terme de l’équation par le
volume d’une maille (ΔxΔyΔzxΔxΔyΔzyΔxΔyΔzz). Après avoir fait des tests de sensibilité sur l’influence de l’épaisseur
du disque et sur le nombre de mailles inclues dans le disque (ces tests sont décrits dans la section
3.2.4.2), l’épaisseur du disque est fixée égale à la taille d’une maille de calcul ΔxΔyΔzx.
F v /ρ=
1
2
C ud
2
Δ x
. (3.16)
Cette force est appliquée aux points  pu de calcul de la composante de la vitesse dans la
direction (Ox). La Figure 3.4a représente la discrétisation spatiale du disque dans les directions
(Ox), (Oy) et (Oz). Suivant la direction (Ox), l’influence de la turbine est appliquée aux points
pu(i,j,k) et pu(i+1,j,k). La force est donc moyennée entre ces deux zones et divisée par le nombre de
faces dans la direction (Ox) sur lesquelles elle est implémentée, soit n=2.
Au point pu (i , j , k )  :                                   Fv( i , j , k )/ρ=
1
2n
C u(i , j , k)2
Δ x
. (3.17)
Au point pu (i+1, j , k)  :                           Fv( i+1, j , k )/ρ=
1
2n
C u(i+1, j , k )2
Δ x
. (3.18)
Le disque est discrétisé suivant (Oy) et (Oz) par un nombre défini de mailles amenant à des
approximations  sur  la  forme  circulaire  de  l’AD.  La  Figure  3.4b  met  en  évidence  que  plus  la
résolution spatiale est importante, plus les approximations liées à la discrétisation du disque sont
réduites. La représentation de l’influence du disque dépend donc également des résolutions spatiales
adoptées dans les directions (Oy) et (Oz).
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Figure 3.4 – Schématisation des discrétisations spatiales du disque selon les directions (a)
(Oy) et (Oz), dans le cas où Δtx=e (source : Roc et al., 2013) et (b) (Oy) et (Oz) suivant une
résolution numérique par différences finies.
3.2 Évaluation de l’AD avec des mesures expérimentales
Dans cette section, l’implémentation de l'AD dans ROMS est évaluée en confrontant les
résultats du modèle numérique aux mesures expérimentales de Myers et Bahaj (2010). La méthode
adoptée consiste, dans un premier temps, à établir une simulation de référence qui se rapproche le
mieux  des  mesures  expérimentales,  et  à  analyser,  dans  un  second  temps,  la  sensibilité  de  ces
prédictions à une série de paramètres numériques et physiques dont (i) l’implémentation d’une force
moyennée sur le disque (section 3.2.4.1), (ii) la résolution spatiale dans les directions (Ox), (Oy) et
(Oz)  (section  3.2.4.2),  (iii)  le  modèle  de  turbulence  (section  3.2.4.3),  (iv)  la  constante  de
Smagorinsky (1963) (section 3.2.4.4) et (v) le paramètre de rugosité sur le fond (section 3.2.4.5).
L’objectif de cette section est de bien étudier le comportement du modèle avant de l’appliquer à des
cas à échelle réelle incluant un forçage de marée non-permanent.
3.2.1 Description des mesures expérimentales
Les mesures expérimentales de Myers et Bahaj (2010) ont été effectuées dans le sillage d’un
disque poreux placé dans un canal à fond rugueux de 21 m de long, 1,37 m de large (Figure 3.5 et
3.6) et 0,3 m de profondeur. Le disque a un diamètre D=0,1 m, une épaisseur e=0,001 m et est placé
au  milieu  de  la  colonne  d’eau,  son  centre  étant  à  0,15 m  au-dessus  du  fond.  Trois  pompes
centrifuges  situées  en  dessous  du  canal  génèrent  un  courant  moyen  de  0,3 m.s-1 réparti  sur  la
verticale selon un profil de vitesse en loi de puissance 1/7ème. Avec un nombre de Reynolds (uh/
ν=9.105, où h est la hauteur d’eau du canal et u la vitesse moyenne sur la verticale) cet écoulement
est turbulent. Les mesures expérimentales ont été effectuées à plusieurs localisations en aval du
disque poreux (à 4, 7, 11, 15 et 20 diamètres) par Vélocimétrie Acoustique Doppler (ADV) durant 3
minutes  avec  une  fréquence  d’acquisition  de  50 Hz.  Ces  observations  fournissent  les  profils
verticaux de l’amplitude du courant et de l’énergie cinétique turbulente tous les 0,3 m à partir d’une
hauteur au-dessus du fond de 0,3 m jusqu’à 0,24 m. Myers et Bahaj (2010) estiment l’imprécision
de leurs mesures à 1 %.
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3.2.2 Description des simulations numériques
Les simulations sont basées sur un domaine de même dimension que le canal considéré dans
l’expérience soit 21 m de long, 1,37 m de large pour une profondeur d’eau de 0,3 m. Le disque
implémenté  à  un  diamètre  de  0,1 m (noté  D).  La  simulation  de  référence  est  effectuée  sur  un
maillage qui comporte 150 000 éléments suivant les directions horizontales et 30 niveaux σ suivant
la verticale. Le domaine est donc discrétisé avec des mailles de dimensions égales à D/10 dans
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Figure 3.5 – Installation expérimentale utilisée par Harrison
et  al.  (2010)  et  Myers  et  Bahaj  (2010)  à  l’Université  de
Southampton.
Figure  3.6 -  Vision schématique  du canal  employé dans  l'expérience  de Myers  et
Bahaj (2010) avec la localisation du disque poreux et des points de mesures à 4, 7, 11,
15 et 20 diamètres en aval du disque.
chaque direction (Figure 3.7). Le centre du disque est situé à 10 m de l’entrée du canal, au milieu
des parois latérales (0,685 m) et de la colonne d’eau (0,15 m). L’épaisseur du disque est égale à une
maille dans la direction (Ox) (section 3.1.2). Cette dimension est plus grande que l’épaisseur du
disque utilisé dans l’expérience (1 mm). Nguyen (2015) a cependant montré que cette épaisseur a
une influence limitée sur les prédictions  du modèle numérique dans le sillage.  Des tests  seront
effectués  (section  3.2.4.2)  pour  confirmer  ce  résultat. Les  pas  de  temps  2D  et  3D  sont
respectivement de 0,01 et 0,001 s ce qui correspond à un critère CFL 2D (Courant Friedrich Levy)
de 0,2. La contrainte de cisaillement sur le fond est définie par une formulation logarithmique avec
z0b=10-5 m. Harrison et al. (2010) ont déterminé la valeur du coefficient CT à partir de la mesure de
la force de poussée appliquée sur le disque par l’écoulement. Cette valeur, qui correspond à un
disque de porosité 0,48 (calculée comme le ratio entre les zones perforées et  non perforées du
disque), est fixée à 0,9.
Les conditions aux limites latérales sont inspirées de la configuration de Roc et al. (2013)
qui  reproduit  également  les conditions  expérimentales de Myers et  Bahaj  (2010) à l’aide de la
méthode de l’AD implémentée dans ROMS. Les formulations aux conditions limites employées en
entrée et en sortie du canal sont synthétisées dans le tableau 3.1. Une condition de glissement est
imposée sur les parois latérales.
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Figure  3.7  –  Maillage  considéré  dans  les  directions  (Oy)  et  (Oz)  avec  la
localisation  du  disque  poreux  dans  la  colonne  d’eau.  Les  mailles  oranges
mettent en évidence la discrétisation du disque (les mailles ont été agrandies
pour plus de visibilité).
Entrée Sortie
Surface libre Orlanski Dirichlet
u barotrope Flather Physique réduite
v barotrope Flather Physique réduite
u barocline Dirichlet Orlanski
v barocline Dirichlet Orlanski
Variables turbulentes (k et ε) Dirichlet Orlanski
Tableau 3.1 - Description des conditions limites en entrée et en sortie du canal.
Le mélange horizontal est paramétré à partir de la formulation de Smagorinsky (Équation
2.7) avec une constante Csma=0,01. Dans la simulation de référence, le mélange vertical est calculé à
partir du modèle k−ϵ . La vitesse barotrope est imposée avec une valeur de 0,3 m.s-1.  Pour les
profils d’entrée de  u, k et  ϵ , les profils de vitesse et d’intensité turbulente  I de Harrison et al.
(2010) qui portent sur le même cas expérimental ont été employés. Le profil de vitesse imposé en
entrée est décrit par l’équation suivante :
u1(zw)=2,5u* ln(
zw u*b
ν )+c (3.19)
où u1 est la vitesse imposée à l’entrée du canal, u* b est la vitesse de frottement sur le fond égale
à 0,00787 m.s-1, zw est la distance entre le point considéré et le fond du canal, ν=10-6 m2.s-1 est la
viscosité cinématique et c=0,197m . s−1 est une constante. Les profils de k  et ε, sont calculés à
partir du profil d’intensité turbulente selon les relations suivantes :
k1(z )=
3
2
I (z)2u1( z)
2 (3.20)
ϵ1(z )=Cμ
3/4 k1(z)
3 /2
l
(3.21)
où k1 et ϵ1 sont respectivement l’énergie cinétique turbulente et le taux de dissipation d’énergie
cinétique turbulente imposée en entrée du canal, Cμ=(Cμ
0)4=0,09 est une constante et l est la
longueur caractéristique des tourbillons considérée égale  à la  profondeur d’eau (Harrison et  al.,
2010).
L’intensité turbulente est calculée à partir de la vitesse locale suivant l’équation suivante :
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I=√ 23 k
u
.
(3.22)
Le déficit de vitesse d est calculé en fonction de la vitesse perturbée par la présence de l’AD
uAD  et de la vitesse non perturbé (extraite d’une simulation sans turbine)  u∞  suivant la relation
suivante :
d=1−
uAD
u∞
(3.23)
Les simulations s’effectuent jusqu’à obtenir un état stationnaire considéré atteint lorsque les
variations de la vitesse moyennée selon la verticale, de l’énergie cinétique turbulente et de la surface
libre sont inférieures à 0,1 % entre deux pas de temps. Roc et al. (2013)  précisent que leur état
stationnaire est atteint après une simulation d’une durée de 6 minutes. Cependant, pour assurer l’état
de convergence, les simulations sont effectuées sur une durée de 10 minutes.
3.2.3 Comparaison des prédictions aux mesures expérimentales
Les profils de vitesse et d’intensité turbulente sont confrontés aux mesures expérimentales
de Myers et Bahaj (2010) à 4, 7, 11, 15 et 20D en aval du disque. Dans l’objectif  d’examiner le
comportement  de plusieurs  machines  disposées  au sein d’un parc,  l’attention est  portée sur  les
performances du modèle dans le sillage lointain (distance supérieure à 7D en aval du disque dans le
cas  présent).  En  effet,  les  parcs  hydroliens  ayant  généralement  une  configuration  avec  un
espacement longitudinal de 10D (Bai et al., 2009 ; Thiébot et al., 2016 ; Nguyen et al., 2017), il est
essentiel d’avoir une description fine des caractéristiques du sillage au-delà d’une distance de 5 à
7D pour examiner les interactions de sillages.
La Figure 3.8 présente les profils de vitesse et d’intensité turbulente de la simulation de
référence aux différentes localisations en aval du disque (à 4, 7, 11, 15 et 20D) comparées aux
mesures  expérimentales  de  Myers  et  Bahaj  (2010).  En  dépit  d’une  sensible  surestimation  des
vitesses dans le sillage proche (à 4D) estimée à 0,03 m.s-1 dans l’axe central de la turbine, le modèle
reproduit  le  déficit  observé  de  l’amplitude  du  courant  dans  un  sillage  éloigné  (>7D)  et  son
accélération aux bords inférieur et supérieur du disque. L’intensité turbulente est quant à elle sous-
estimée dans le sillage proche (à 4D) avec un écart de 30 % par rapport aux mesures. Cependant,
malgré une légère surestimation de l’intensité turbulente estimée à 0,01 (de l’ordre de 10 % par
rapport aux observations) sur toute la colonne d’eau, les prédictions se rapprochent des observations
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effectuées dans le sillage lointain (>7D). De telles différences dans le sillage proche sont également
obtenues par Harrison et  al.  (2010) qui justifient cet  écart par le fait  que l’AD n’intègre par la
présence des trous de diamètres millimétriques dans le disque poreux susceptibles d’induire des
structures turbulentes ayant un effet  dissipatif  sur les vitesses.  Ces effets  dissipatifs  n’étant  pas
intégrés dans la modélisation numérique, il en résulte une surestimation des vitesses prédites dans
un  sillage  proche.  Les  prédictions  numériques  de  Nguyen  (2015)  établies  avec  une  résolution
spatiale  égale  à  1/100ème du  diamètre  du  disque  confirment  ces  résultats  (cas  où  le  modèle  de
turbulence  utilisé  est  k-ε et  où  aucun  terme  source  n’a  été  ajouté  dans  les  équations  de  la
turbulence). L’intensité turbulente prédite dans un sillage proche de l’AD (à 4D) est sous-estimée de
14 %  par  rapport  aux  mesures  de  Myers  et  Bahaj  (2010)  conduisant  à  une  surestimation  de
l’intensité des vitesses de l’ordre de 19 %. Afin d’améliorer les prédictions de l’intensité turbulente
dans un sillage proche, Roc et al. (2013) ont ajouté des termes de turbulence supplémentaires aux
équations d’un modèle k-ω limitant ainsi le déficit de vitesse à 10 % dans l’axe central du disque.
En  dépit  d’écarts  dans  le  sillage  proche,  les  prédictions  établies  dans  le  cas  de  référence
reproduisent les observations effectuées à partir de 7D en aval du disque.
55
3.2.4 Étude de sensibilité
Les prédictions de la simulation de référence sont ici évaluées en étudiant leur sensibilité à
(i)  l’implémentation  d’une  force  moyennée  sur  le  disque,  (ii)  la  résolution  spatiale  dans  les
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Figure 3.8 – Profils verticaux de vitesse (gauche) et d’intensité turbulente (droite) à 4,
7, 11, 15 et 20D en aval de la turbine mesurés (rouge) et prédits (bleu).
directions (Ox), (Oy) et (Oz), (iii) l’utilisation de différents modèles de turbulence (k-ε et k-ω), (iv)
la constante de Smagorinsky (1963) Csma et (v) le paramètre de rugosité sur le fond z0b.
3.2.4.1 Force variable spatialement ou moyennée sur le disque.
Le profil de vitesse à l’amont du disque suit une loi de puissance 1/7ème (Harrison et al.,
2010 ; Myers et Bahaj, 2010), la vitesse et la force de poussée associée varient donc dans le profil
vertical du disque. Cependant, certaines applications numériques intégrant l’AD considèrent une
force de poussée uniforme à l’échelle  du disque (Abolghasemi et  al.,  2015).  La sensibilité  des
prédictions à une telle simplification est ici testée en considérant une force uniforme calculée par la
relation suivante :
Fv=
1
N b
∑
i=1
Nb
Fv i (3.24)
où Nb est le nombre de cellules sur lesquelles la force est  appliquée. La force uniforme ainsi
intégrée dans le modèle présente une valeur moyennée sur le disque égale à celle appliquée dans le
cas de référence et est définie selon la relation suivante :
Fvi=
1
2
C udi
2
Δ x
(3.25)
où udi  représente la vitesse locale en chaque cellule discrétisant le disque. La figure 3.9 présente la
comparaison entre les tracés synoptiques des amplitudes de vitesse moyennées selon la verticale
dans le cas de référence et dans le cas où la force est moyennée sur le disque. Une importante
différence d’amplitude de vitesse est mise en évidence entre les deux cas avec une réduction de
l’influence du disque dans  le  cas  où la  force est  moyennée.  Dans un sillage proche,  la  vitesse
barotrope estimée dans le cas de l’utilisation d’une force moyennée est 12 % inférieure au cas de
référence.  Étant  donné  que  le  disque  induit  un  déficit  de  vitesse  moindre,  la  longueur  de
rétablissement  du  sillage  est  également  raccourcie  (Figure  3.9).  Cette  réduction  du  déficit  peut
s’expliquer par la diminution de la force sur la partie supérieure du disque où elle est maximale dans
le cas où la force est  variable.  La réduction de ce déficit  sur la  partie supérieure de la turbine
engendre également une diminution des gradients de vitesses verticaux et donc de la génération de
turbulence. La figure 3.10 compare les profils longitudinaux d’intensité turbulente au niveau du
centre du disque et au niveau des couches cisaillées aux bords inférieur et supérieur du disque pour
les deux simulations (force variable, correspondant au cas de référence, et force uniforme). Dans le
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cas où la force est variable, la génération de turbulence est plus importante sur la couche cisaillée
supérieure du disque. Ainsi, à environ 3 diamètres en aval du disque, des intensités turbulentes de
l’ordre de 0,2 et 0,16 sont prédites au niveau des bords supérieur et inférieur. Dans le cas où la force
est moyennée sur tout le disque, l’intensité turbulente est réduite à 0,13 sur le bord supérieur et à
0,11 sur le bord inférieur. L’utilisation d’une force moyennée ne permet donc pas d’améliorer la
comparaison de l’AD avec les mesures expérimentales.
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Figure 3.9 – Amplitudes des vitesses moyennées selon la verticale pour (a) une
force variable et (b) une force répartie uniformément sur le disque.
Figure  3.10 – Profils  longitudinaux d’intensité  turbulente  au niveau de la  couche cisaillée
supérieure (a), du centre (b) et de la couche cisaillée inférieure du disque (c).
3.2.4.2 Résolutions spatiales
Pour  les  applications  à  l’échelle  régionale  (présentées  Chapitre  4),  il  est  nécessaire  de
simuler les écoulements à l’échelle d’un cycle de marée sur des emprises étendues. Ces contraintes
d’application du modèle numérique rendent difficile l’utilisation de maillage de calcul avec de très
fortes résolutions spatiales. Pour tenter de réduire au maximum ces temps de calcul, il est important
de déterminer une taille de maille minimale permettant d’effectuer ces simulations numériques avec,
a minima, une approche des écoulements en présence de l’AD dans un sillage lointain. Une étude de
sensibilité à la résolution spatiale est ainsi menée pour étudier la possibilité d’obtenir des résultats
comparables à ceux de la simulation de référence, dans un sillage lointain, à partir d’un maillage
dégradé. Pour mener cette étude, le maillage de calcul est successivement dégradé dans les trois
directions (Ox), (Oy) et (Oz), indépendamment les unes des autres. Les trois résolutions spatiales
testées sont D/10, D/5 et D/2. Les pas de temps sont adaptés à chaque simulation pour conserver le
critère CFL à 0,2.
Résolution spatiale selon (Ox)
La  figure  3.11  présente  les  comparaisons  des  profils  de  vitesse  avec  les  mesures
expérimentales pour différentes valeurs de Δ x (D/10, D/5 et D/2) fixant les tailles des mailles
selon (Oy) et (Oz) à D/10. Dans un sillage proche, une résolution spatiale moins importante selon
(Ox) a pour effet de réduire le déficit de vitesse selon l’axe du disque, amenant à une surestimation
de l’amplitude du courant par rapport aux mesures expérimentales. Les écarts modèle/mesure sont
particulièrement accentués dans un sillage proche du disque (à 4D) passant dans l’axe central de
10 % pour  Δtx=D/10 à 30 % pour  Δtx=D/2. Ces écarts  se limitent à 3 % dans un sillage lointain
(>10D). De telles différences pourraient être attribuées à l’épaisseur du disque qui varie dans les
simulations en fonction de la résolution spatiale retenue (e=Δtx). Cependant, d’après Nguyen (2015),
une telle influence se limite à un très proche sillage (<2D) ne modifiant que très légèrement le
déficit de vitesse (+4 %). Ce résultat est confirmé par une étude de sensibilité au nombre de mailles
discrétisant  le  disque  dans  la  direction  (Ox).  Une  simulation  a  ainsi  été  effectuée  en  fixant
l’épaisseur du disque à D/5 = 0,02 m et en utilisant une ou deux mailles pour le discrétiser dans la
direction longitudinale. La figure 3.12 représente les profils longitudinaux de déficit de vitesse le
long de l’axe central du disque pour les deux configurations. Cette figure met en évidence un très
faible impact du nombre de mailles (discrétisant le disque) sur les profils qui se limite à un sillage
très proche (<2D). L’influence de l’épaisseur du disque sur les résultats peut ainsi être considérée
comme négligeable à partir  de 2D en aval du disque,  ce qui  est  cohérent avec les résultats  de
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Nguyen (2015). La réduction du déficit de vitesse à mesure que la résolution spatiale suivant (Ox)
diminue,  mise  en  évidence  dans  la  simulation  précédente  (Figure  3.11),  apparaît  donc
principalement attribuée à la réduction de Δ x dans le sillage de l’écoulement et non à un effet
local de changement d’épaisseur du disque. En effet, selon Roc et al. (2013), une résolution spatiale
grossière  conduit  à  des  pertes  d’informations  dans  le  sillage.  Les  gradients  de  vitesse  dans  la
direction (Ox) sont ainsi "lissés" au niveau du disque réduisant le déficit de vitesse et la longueur de
rétablissement du sillage. De tels effets peuvent également être attribués à l’effet d’une diffusion
numérique accrue à mesure que la taille des mailles augmentent (Roc et al., 2013).
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Figure 3.11 –  Comparaison des profils verticaux de vitesse à 4, 7, 11, 15 et 20D en aval du
disque par rapport aux mesures expérimentales de Myers et Bahaj (2010) pour différentes
résolutions spatiales suivant la direction Ox.
Figure 3.12 –  Profils longitudinaux de déficit de vitesse le long de l’axe central du disque poreux pour
différents rapports entre l’épaisseur du disque et la taille des mailles dans la direction (Ox).
Résolution spatiale selon (Oy)
L’influence de la résolution spatiale dans la direction transverse à l’écoulement (suivant Oy)
est maintenant examinée. De même que précédemment, les tests sont comparés à la simulation de
référence.  La figure 3.13 représente les profils longitudinaux de déficit de vitesse pour plusieurs
valeurs de Δ y  (D/10, D/5 et D/2). Cette figure laisse clairement apparaître que les prédictions
s’éloignent de la simulation de référence à mesure que les tailles des mailles augmentent selon (Oy).
Pour une résolution spatiale  de Δ y=D /2 ,  la  discrétisation du disque ne permet  pas  de décrire
correctement l’influence de ce dernier sur l’écoulement, ce qui a pour conséquence d’induire une
réduction de l’ordre de 70 % du déficit de vitesse par rapport à la simulation de référence à 4D en
aval du disque. Cependant, les prédictions du modèle pour une résolution spatiale de D/5 sont très
proches de la simulation de référence et semblent suffisantes pour décrire l’influence de la turbine
sur l’écoulement.
Résolution spatiale selon (Oz)
L’influence de la résolution spatiale suivant la direction (Oz) sur les profils longitudinaux de
déficit de vitesse est représentée sur la Figure 3.14. Ces simulations sont réalisées pour des valeurs
de Δ z de  D/2,  D/5  et  D/10.  Le  déficit  de  vitesse  diminue  très  rapidement  à  mesure  que  la
résolution spatiale suivant la verticale diminue.  À 4D, un déficit d’environ 30 % est obtenu pour
une résolution de D/10 alors que pour des résolutions de D/5 et D/2, le déficit est respectivement de
15 % et 10 %. Cette tendance peut être attribuée aux effets conjoints d’un « lissage » des gradients
verticaux de vitesse au voisinage du disque et d’une diffusion numérique importante avec de plus
grandes  mailles. En  effet,  selon  Piggott  et  al.  (2008),  les  zones  caractérisées  par  des  vitesses
fortement  cisaillées  (au niveau des  bords  inférieur  et  supérieur  du disque  dans  le  cas  présent),
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Figure 3.13 – Profils longitudinaux de déficit  de vitesse le long de l’axe central du disque poreux pour
différentes tailles de maille dans la direction (Oy).
nécessitent de fortes résolutions spatiales pour être décrites correctement. Des résolutions de D/5 et
D/2, peuvent donc amener à des sous-estimations du déficit de vitesse et donc à une réduction de
l’influence du disque sur l’écoulement.
Les tests  sur la résolution spatiale du maillage dans les  trois  directions montrent que la
performance du modèle se dégrade rapidement dès que la résolution spatiale diminue sauf dans la
direction (Oy) où une taille de maille de D/5 apparaît suffisante. La résolution de D/10 est donc la
base de départ qui sera utilisée pour les simulations avec hydroliennes à l’échelle régionale.
3.2.4.3 Mélange vertical
Selon Maganga et al. (2010), Lo Brutto et al. (2016) et Nguyen et al. (2016), la turbulence
ambiante d’un écoulement a un effet direct sur le sillage et sa longueur de rétablissement qui se
réduit à mesure que l’intensité turbulente augmente. Les études intégrant l’AD dans des modèles de
type RANS, approchent dans la plupart des cas le mélange vertical sur la base des modèles k-ε et k-
ω (e.g., Roc et al., 2013 ; Abolgashemi et al., 2015; Nguyen, 2015; Thiébot et al., 2016; Shives et
Crawford, 2015). Ces modèles de turbulence n’ont pas la même précision et s’adaptent plus ou
moins bien en fonction du type d’écoulement considéré (Nguyen et al., 2016). La sensibilité des
profils de vitesse et d’intensité turbulente au modèle employé est donc testée dans cette section.
La figure 3.15 présente les profils verticaux de vitesse et d’intensité turbulente mesurés et
prédits avec les modèles k-ε (simulation de référence) et k-ω à 4, 7, 11, 15 et 20 diamètres en aval
du  disque. Les  profils  de  vitesse  obtenus  pour  le  modèle  k-ω coïncident  avec  les  mesures
expérimentales  de vitesse dans  un sillage lointain  (>10D).  Les  prédictions  tendent  cependant  à
s’éloigner des mesures dans un sillage proche (<7D) en surestimant l’amplitude du courant par
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Figure 3.14 – Profils longitudinaux de déficit  de vitesse le long de l’axe central du disque poreux pour
différents rapports entre l’épaisseur du disque et la taille des mailles dans la direction (Oz).
rapport aux mesures expérimentales. L’écart modèle/mesure à 4D en aval du disque dans son axe
central passe ainsi de 15 % pour le modèle k-ε à 30 % pour le modèle k-ω. Des écarts significatifs
sont également obtenus pour l’intensité turbulente entre les deux modèles testés et apparaissent à la
fois dans les sillages proches et lointains. Étant donné que les écarts de vitesses (obtenus avec les
deux modèles) sont faibles dans un sillage lointain, la différence d’intensité turbulente entre les
deux modèles semble résider principalement dans les prédictions de l’énergie cinétique turbulente,
ceci en particulier sur les bords inférieur et supérieur du disque. En effet, comme le décrivent les
différentes études utilisant le modèle k-ω (Roc et al., 2013 ; Abolgashemi et al., 2015), celui-ci est
mieux adapté pour approcher la turbulence à proximité des parois et dans les couches cisaillées sur
les bords du disque. L’intensité turbulente prédite à 4D en aval du disque avec le modèle  k-ω se
rapproche ainsi des mesures expérimentales au niveau de l’axe central du disque avec une valeur de
0,18 contre 0,16 pour le modèle  k-ε (la valeur cible étant de 0,22).  Cependant,  dans un sillage
lointain (>7D), l’intensité turbulente est surestimée par le modèle k-ω. Le modèle k-ε est donc plus
performant pour décrire l’influence de la turbine dans un sillage lointain mais possède quelques
limitations dans un sillage proche. Ce résultat est cohérent avec les différentes études numériques
intégrant un AD et un modèle de turbulence  k-ε (Sun et al., 2008 ;  Tedds et al., 2014 ;  Goward-
Brown et Neill, 2015 ; Nguyen, 2015 ; Thiébot et al., 2016 ; Shives et Crawford, 2015, Nguyen et
al., 2016). Cette différence de performance entre les modèles de turbulence a suscité l’emploi d’un
modèle k-ω SST pour les études numériques intégrant un AD (Bai et al., 2009 ;  Harrison et al.,
2010 ; Rose et al., 2011 ; Li et al., 2017). Selon Bai et al. (2009), ce modèle permet de concilier les
précisions  des  modèles  k-ω dans  un  sillage  proche et  k-ε dans  un  sillage  lointain.  Cependant,
Nguyen  et  al.  (2016)  ont  montré  que,  sans  l’ajout  d’un  terme  source  dans  les  équations  de
turbulence, le modèle k-ε présente une meilleure comparaison avec les mesures de Myers et Bahaj
(2010) par rapport aux modèles k-ω SST. Le modèle k-ε est donc retenu dans cette étude.
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3.2.4.4 Mélange horizontal
Le mélange horizontal peut avoir une influence sur le sillage et en particulier sur sa longueur
de rétablissement et  sur la dissipation des structures turbulentes générées par l’interaction entre
64
Figure 3.15 – Profils verticaux de vitesse (gauche) et d’intensité turbulente (droite) à 4, 7,
11, 15 et 20 diamètres en aval de la turbine. Comparaison entre les modèles de turbulence
k-ε (bleu) et k-ω (vert) et les mesures expérimentales (rouge) de Myers et Bahaj (2010).
l’écoulement  et  l’AD.  Selon  l’équation  2.7  (Chapitre  2),  la  viscosité  turbulente  horizontale
approchée  par  la  formulation  de  Smagorinsky  (1963),  dépend  de  l’amplitude  du  tenseur  des
déformations des vitesses et de la résolution spatiale horizontale. La valeur de la constante C sma
(Équation 2.7) varie en fonction des applications numériques et permet, selon Oey et Chen (1992) 
d’augmenter la dissipation de turbulence. Dans notre cas, cela aurait pour conséquence d’augmenter
la  viscosité  turbulente et  de favoriser  le  rétablissement  du sillage.  Pour  le  cas  de référence,  le
meilleur  accord  entre  les  résultats  du  modèle  et  les  mesures  a  été  obtenu  avec  une  constante
Csma=0,01. L’influence d’une valeur plus forte de Csma=0,2 est ici testée.
La figure 3.16 présente les profils longitudinaux d’intensité turbulente et de vitesse le long
de  l’axe  central  du  disque  pour  les  deux  valeurs  de  la  constante  de  Smagorinsky  testées.
L’augmentation de la constante a pour effet de réduire l’intensité turbulente le long du sillage. Cette
réduction est engendrée par une vitesse sensiblement plus importante (de 1 % à 5D) dans le sillage
du disque pour une constante plus élevée. Ce comportement est cohérent, puisque plus la constante
est  élevée  plus  la  viscosité  turbulente  horizontale  est  importante  réduisant  la  longueur  de
rétablissement du sillage.
L’équation 2.7 montre que la viscosité horizontale, qui est calculée via la formulation de
Smagorinski (1963), peut également varier en fonction de la résolution spatiale horizontale. Dans le
but d’examiner l’impact de la taille des mailles en fonction des valeurs de la constante  Csma, la
résolution spatiale suivant la direction (Ox), initialement fixée à D/10, est dégradée à des valeurs de
D/5 et D/2. La figure 3.17 présente les profils longitudinaux de vitesse le long de l’axe central du
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Figure 3.16 – Comparaison des profils longitudinaux le long de l’axe central du disque de vitesse
(a) et d’intensité turbulente (b) pour deux valeurs du coefficient de Smagorinsky.
disque pour les deux valeurs de cette constante (Csma=0,01 et Csma=0,2) et pour Δtx = D/5 et D/2. Les
valeurs testées de la constante Csma et des résolutions spatiales selon (Ox) apparaissent avoir un effet
très limité sur le déficit de vitesse et l’intensité turbulente.
3.2.4.5 Paramètre de rugosité sur le fond
La valeur de référence de z0b (10-5 m) a été déterminée par ajustements successifs afin de
reproduire les profils d’entrée utilisés par Harrison et al (2010). Pour les simulations à l’échelle
régionale, la rugosité de fond dépend du type de substrat qui peut être assez variable, il est donc
intéressant de voir comment la rugosité influence l’écoulement dans le sillage. Pour cela, l’influence
de ce paramètre est examiné plus en détails dans cette section à partir des trois valeurs de z 0b : 10-6,
10-5 et 10-4 m.
La  figure  3.18  présente  la  comparaison  des  profils  verticaux  de  vitesse  et  d’intensité
turbulente obtenus pour différentes valeurs de z0 b . Comme attendu, l’influence de ce paramètre
est  maximale  à  proximité  du  fond.  L’augmentation  de z0b réduit  la  vitesse  près  du  fond  et
engendre également des gradients de vitesse verticaux plus importants près du fond. Le terme  Ps
(Équation 2.9) de production d’énergie cinétique turbulente par cisaillement est donc plus fort ce qui
augmente l’intensité turbulente près du fond. Au niveau du disque (entre 0,1 et 0,2 m au-dessus du
fond),  une  valeur  plus  importante  du  paramètre  de  rugosité z0b a  pour  effet  de  réduire  très
légèrement la vitesse dans la partie inférieure de l’AD (entre 0,1 et 0,15 m au-dessus du fond). En
66
Figure 3.17 – Comparaison des profils longitudinaux de vitesse le long de l’axe du disque pour
différentes valeurs de la constante de Smagorinsky et pour (a) Δ x=D /5 et (b) Δ x=D /2 .
particulier,  à  0,1 m  au-dessus  du  fond  et  pour  les  trois  valeurs z0b=10
−6 m , z0b=10
−5 m et
z0b=10
−4 m, la vitesse est de respectivement de 0,22, 0,215 et 0,21 m.s-1. Au contraire, dans la
partie supérieure du disque (entre 0,15 et 0,2 m au-dessus du fond), le paramètre de rugosité a pour
effet  d’augmenter  très  légèrement  la  vitesse.  Parmi  les  différents  cas  traités,  un  paramètre  de
rugosité de z0 b=10
−5 m correspond le mieux aux mesures de Myers et Bahaj (2010).
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Figure 3.18 – Profils verticaux de vitesse (gauche) et d’intensité turbulente (droite) à 4, 7,
11, 15 et 20 diamètres en aval de la turbine pour différentes valeurs du z0b. Comparaison
avec les mesures expérimentales (rouge) de Myers et Bahaj (2010).
3.2.4.6 Bilan de l’étude de sensibilité
Cette étude de sensibilité a montré que l’implémentation d’une force moyennée sur le disque
et la résolution spatiale sont les paramètres influant le plus sur les résultats. Le premier ne permet
pas d’améliorer les prédictions et ne sera donc pas pris en compte dans la suite de cette étude. Le
second conditionne l’épaisseur du disque suivant la direction (Ox) et la discrétisation de celui-ci
dans les directions (Oy) et (Oz). Il est donc nécessaire de déterminer la résolution spatiale minimale
à adopter dans chaque direction pour représenter au mieux l’influence de l’AD sur l’écoulement.
3.3 Simulation à grande échelle
Dans la section 3.2, une configuration de référence a pu être déterminée en considérant un
cas expérimental avec des dimensions et des vitesses d’écoulement réduites. Pour les applications à
l’échelle  1,  les  hydroliennes  mesurent  typiquement  10 ou  20 m de  diamètre et  les  vitesses  de
courant  peuvent  atteindre  5 m.s-1.  Une  nouvelle  étude  de  sensibilité  est  donc  effectuée  afin
d’appréhender l’impact du changement d’échelle sur les prédictions. Une question centrale pour
configurer l’AD est la taille des mailles minimale requise.  Cette taille de maille a une influence
forte sur les résultats comme démontré dans la section 3.2.4.2. Elle a également un impact important
sur  les  temps  de  calcul. Une  étude  de  sensibilité  est  effectuée  sur  la  résolution  spatiale  pour
déterminer une taille de maille adaptée à notre cas d’étude. De la même manière que Roc et al.
(2013), l’étude est effectuée en séparant les résolutions spatiales horizontales et verticale.
3.3.1 Description des conditions de simulation
Le domaine de calcul utilisé est un canal défini à partir des conditions hydrodynamiques du
Passage du Fromveur. La profondeur d’eau est fixée à 50 m qui est la profondeur moyenne du
chenal (Figure 2.3). Le disque à un diamètre de D=10 m et son centre est placé à 10 m au-dessus du
fond.  Le  coefficient  de  poussée  CT est  pris  égal  à  0,9  comme  dans  le  cas  expérimental  et  le
coefficient de puissance considéré égale à 0,35 qui est une valeur communément admise pour ce
paramètre (Myers et  Bahaj,  2005). Cette valeur est  plus faible que la valeur théorique de 0,59,
cependant elle permet de se rapprocher des technologies d’hydroliennes actuelle et de prendre en
compte les pertes de production associée à une exploitation réelle. Nguyen (2015) a montré que
pour récupérer 100 % de la vitesse d’entrée (vitesse non-perturbée), une distance de 40D en aval du
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disque est nécessaire. Afin de pouvoir contenir un sillage d’une telle longueur, le canal s’étend sur
une distance longitudinale de 500 m en aval du disque (Figure 3.19). Une distance de 500 m est
également  retenue entre  le  disque  et  l’entrée  du  canal  afin  de stabiliser  le  courant  avant  qu’il
atteigne le disque poreux. Le canal a une largeur de 200 m afin de limiter les interactions entre les
bords et le sillage. En effet, un espacement de 5D entre le centre du disque et les parois latérales du
domaine et généralement recommandé pour des études en canal (Bai et al., 2009 ; Ahmadi et Dong,
2017 ; Baratchi et al., 2017), soit 50 m pour un AD de 10 m de diamètre. Une largeur de 200 m
laisse donc suffisamment d’espace pour le développement du sillage.
Afin de déterminer les résolutions spatiales minimales à adopter pour décrire l’influence de
la turbine sur l’écoulement, des tests de sensibilité sont effectués en dégradant la taille des mailles à
partir d’une valeur de référence de D/15. Cette valeur est plus importante que la limite haute retenue
dans le cas expérimental mais reste cependant du même ordre de grandeur. Une première série de
tests est effectuée pour examiner la sensibilité des prédictions à la résolution spatiale horizontale. La
taille de maille dans la direction (Oz) est conservée constante à une valeur de D/15 et les résolutions
spatiales horizontales (Δtx et Δty), adoptées dans ces différents tests, sont dégradées (Tableau 3.2).
Δxx D/15 D/10 D/5 D/2 D
Δxy D/15 D/10 D/5 D/2 D
Tableau 3.2 – Résolutions spatiales prises en compte pour les tests de sensibilités à la taille des mailles dans
les directions horizontales (Ox) et (Oy) avec Δtz=D/15.
Une seconde série  de tests  est  effectuée pour  déterminer la  sensibilité  des résultats  à la
résolution spatiale suivant (Oz). Les valeurs de Δtz testées seront de D/15, D/10, D/5 et D/3. Dans ce
cas, la taille des mailles dans les directions (Ox) et (Oy) est définie suivant  le résultat des tests
décrits dans le Tableau 3.2, à savoir Δtx=Δty=D/10.
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Figure 3.19 – Schéma représentant le canal à échelle réelle (Nguyen , 2015).
Tous les tests sont effectués avec un critère CFL 2D constant égal à 0,05 pour éliminer la
dépendance  temporelle  avec,  pour  la  simulation  de  référence,  des  pas  de  temps  3D  et  2D
respectivement de Δtt3D=1,5.10-2 s et  Δtt2D=1,5.10-4 s. Le paramètre de rugosité  z0b est fixé à 20 mm
étant donné que le fond du Passage du Fromveur est composé de roche (Guillou et Thiébot, 2016a).
La constante de Smagorinsky est  conservée à une valeur de 0,7 comme pour les simulations  à
l’échelle régionale (cf Chapitre 2).
Le canal est soumis à un courant permanent et les formulations des conditions limites sont
les mêmes que pour le canal expérimental (Tableau 3.1). À l’entrée du canal, les vitesses 2D et 3D,
ainsi que les profils verticaux d’énergie cinétique (k) et de taux de dissipation d’énergie cinétique (ε)
sont imposés. Les valeurs de ces derniers sont extraites d’une simulation régionale à l’échelle de
l’archipel de Molène et d’Ouessant (Chapitre 2). Les conditions retenues correspondent au pic de
jusant d’une vive-eau moyenne (coefficient 95). Le point d’extraction est situé au centre du passage
du Fromveur dans la zone de symétrie (en amplitude des courants avec un paramètre As=0,02).
Ainsi,  la vitesse barotrope dans la direction (Ox) est  égale à 3,1 m.s-1.  L’intensité turbulente en
entrée (moyennée selon la verticale) est de 0,05.
Afin de quantifier l’écart entre les différentes valeurs simulées et la solution de référence
(Δtx=Δty=Δtz=D/15),  le  pourcentage  de  RMSE  normalisé  par  l’amplitude  de  la  vitesse  (%Nrmse)
employé par Roc et al. (2013) est utilisé et calculé comme suit :
%Nrmse=
√ 1n∑i=1
n
(φref−φtest)
2
φref max−φref min
×100
(3.25)
où φref  et φtest  représentent respectivement les valeurs de la solution de référence et les valeurs des
autres  configurations  testées, φref min et φref max sont  les  valeurs  minimales  et  maximales  de  la
solution de référence.
3.3.2 Sensibilité à la résolution spatiale
La figure 3.20 présente les profils longitudinaux de vitesse le long de l’axe central du disque
pour un courant permanent et les différentes résolutions spatiales horizontales. Cette figure montre
que  les  résultats  s’éloignent  de  la  simulation  de  référence  à  mesure  que  la  résolution  spatiale
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diminue.  Contrairement  au  cas  à  l’échelle  expérimentale,  où  l’influence  du  changement  des
résolutions spatiales horizontales est limitée dans le sillage lointain, ici l’impact de l’augmentation
de la taille de maille s’étend sur toute la longueur du sillage. Ceci s’explique par les différences de
vitesses et de nombre de Reynolds en entrée du canal qui sont très différentes entre les deux échelles
(avec 0,3 m.s-1 dans le cas expérimental et  3,1 m.s-1 dans le cas présent). Alors que dans le cas
expérimental les sillages sont complètement rétablis à une distance de 20D en aval du disque (quelle
que soit la résolution spatiale adoptée), dans le cas à grande échelle, le rétablissement du sillage se
fait sur une distance de l’ordre de 60D. Plus la taille de maille est importante, plus le rétablissement
des vitesses est rapide. Cette tendance peut être observée en comparant les résultats pour Δtx=Δty=D/
2 et Δtx=Δty=D/15.  À 20D en aval du disque, la vitesse est de 2,3 m.s-1 dans le premier cas et de
2 m.s-1 dans  le  second.  Cette  tendance  reportée  par  Roc et  al.  (2013)  et  observée  dans  le  cas
expérimental s’applique également au cas à grande échelle.
Pour quantifier les différences de vitesse entre les différentes simulations et la simulation de
référence, la valeur moyenne de %Nrmse entre 0 et 20D est calculée (Équation 3.25). La déviation de
la solution obtenue pour une résolution de D/10 est d’environ 6 %Nrmse. En dessous de cette limite,
l’utilisation  de  résolutions  plus  grossières  dégrade  très  rapidement  la  comparaison  avec  une
déviation de l’ordre de 35,5%Nrmse dans le cas où Δtx=Δty=D/5 et d’environ 49 %Nrmse dans le cas où
Δtx=Δty=D/2.  Roc  et  al.  (2013)  considèrent  qu’une  solution  est  acceptable  pour  une  déviation
inférieure  à  5%Nrmse par  rapport  à  une  solution  asymptotique.  Dans  ce  cas,  étant  donné que  la
déviation est seulement de 6%Nrmse  lorsque les mailles passent de D/15  à D/10, une résolution de
D/10 est retenue.
Au-delà des considérations sur l’influence de la taille des mailles (qui permettent de vérifier
que l'AD est correctement implémenté), il faut toutefois garder à l’esprit qu’il existe une grande
incertitude sur  les  caractéristiques  d’un sillage d’hydrolienne à  l’échelle  1.  En effet,  à  ce jour,
aucune  mesure  réalisée  dans  l’environnement  marin  impacté  par  la  présence  de  turbine  n’est
disponible  ce  qui  rend  la  calibration  et  la  validation  du  modèle  impossible  à  cette  échelle.
Conscients  de ces limites,  les  caractéristiques  des  sillages prédites  par  ROMS sont  considérées
réalistes. En effet, ces caractéristiques sont conformes à celles des études similaires (e.g., Bai et al.,
2009 ; Nguyen 2015). Ce modèle d'AD est donc utilisé pour les applications régionales (Chapitre
4).
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Comme la Figure 3.20, la Figure 3.21 montre les profils longitudinaux de vitesse le long de
l’axe central  du disque pour  différentes  valeurs  de  ΔxΔyΔzz.  Ces  simulations  sont  effectuées  avec la
résolution spatiale horizontale déterminée précédemment soit D/10. Dans ce cas, la simulation de
référence est définie par des pas d’espaces de Δtx=Δty=D/10 et de Δtz=D/15. Sur cette figure, les
résultats semblent converger pour une résolution verticale de D/10. En effet, les deux simulations
avec Δtz=D/15 et Δtz=D/10 se confondent avec une déviation des résultats pour D/10 de 1%Nrmse.
Cette étude de sensibilité montre donc qu’une résolution de Δtx=Δty=Δtz=D/10 est suffisante pour
implémenter la méthode de l’AD.
72
Figure 3.21 – Profils longitudinaux de vitesse pour plusieurs résolutions
spatiales verticales.
Figure 3.20 – Profils longitudinaux de vitesse pour plusieurs résolutions
spatiales horizontales.
3.3.3 Position dans la colonne d’eau
Il  existe  de  nombreux  modèles  d’hydrolienne à  axe  horizontal.  Ils  se  différencient  tout
d’abord par le diamètre du rotor, mais également par son positionnement dans la colonne d’eau. Il
existe des modèles pouvant extraire l’énergie aussi bien à proximité du fond qu’au milieu de la
colonne d’eau. Les modèles extrayant l’énergie cinétique des courants de marée à proximité de la
surface sont rares, car les sites hydroliens peuvent également être exposés à des conditions de houle
limitant la durée de vie des dispositifs, modifiant la production électrique et l’intégration de cette
production dans un réseau électrique (Guillou et al., 2016 ; Tatum et al., 2016 ; Sufian et al., 2017 ;
Guo  et  al.,  2018).  L’existence  de  ces  diverses  technologies  pose  notamment  la  question  de
l’influence de la position de la turbine dans la colonne d’eau sur le sillage mais également sur la
génération d’énergie cinétique turbulente. Dans le but d’étudier cette question, un disque poreux de
10 m de diamètre a été implémenté dans un canal à échelle réelle soumis à un courant permanent et
centré à 10 et 25 m au-dessus du fond.
La figure 3.22 représente les visions synoptiques horizontales des déficits de vitesses dans
l’axe central du disque (Équation 3.23) pour les deux cas. Le déficit de vitesse augmente de manière
significative dans le sillage du disque positionné à proximité du fond. En particulier, 5D en aval du
disque (à 50 m le long de l’axe de rotation) le déficit est de 22 % pour un disque positionné à 25 m
au-dessus du fond alors qu’il est de 28 % pour un disque positionné à 10 m au-dessus du fond. Cette
augmentation implique également une longueur de rétablissement du sillage plus importante. Ces
résultats sont très similaires à ceux mesurés par Myers et Bahaj (2010), pour un disque de 100 mm
de diamètre confirmant que la réduction de la distance entre le disque et le fond tend à maintenir le
sillage et accroît sa longueur de rétablissement.
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Figure 3.22 – Visions synoptiques horizontales des déficits de vitesses le long de
l’axe des disques positionnés à (a) 25 m et à (b) 10 m au-dessus du fond.
La  longueur  de  rétablissement  du  sillage  dépend  fortement  de  la  turbulence  ambiante,
comme cela a été démontré à de nombreuses reprises expérimentalement (Maganga et al., 2010,
Mycek, 2013) et  numériquement (MacLeod et  al.,  2002 ;  Nguyen, 2015).  L’augmentation de la
distance entre le disque et le fond engendre une augmentation de la génération d’énergie cinétique.
En effet, dans la plupart des sites hydroliens (Lewis et al., 2017), dans le cas expérimental de Myers
et Bahaj (2010) et également dans notre cas, le profil de vitesse à la forme d’un profil en loi de
puissance 1/7ème. La vitesse est donc plus importante à 25 m au-dessus du fond ce qui implique une
force de poussée plus  importante  renforçant  les  gradients  verticaux de  vitesse  (apparaissant  au
niveau des bords inférieur et supérieur du disque) qui sont sources d’énergie cinétique turbulente.
La figure 3.23 présente les visions synoptiques verticales de l’énergie cinétique turbulente le long
de l’axe du disque dans les deux cas. Cette figure montre que l’énergie cinétique turbulente est plus
importante quand le disque est placé à 25 m. Cet accroissement de l’énergie cinétique implique un
mélange plus important et donc une augmentation de la dissipation du sillage. Pour le cas où la
turbine  est  proche  du  fond,  les  gradients  de  vitesse  verticaux  (sources  d’énergie  cinétique
turbulente)  générés  au  niveau  du  bord  inférieur  de  la  turbine  sont  réduits  et  la  production  de
turbulence est plus faible.
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Figure 3.23 – Visions synoptiques verticales de l'énergie cinétique turbulente pour des disques
positionnés à (a) 10 m et à (b) 25 m au-dessus du fond.
3.3.4 Courant alternatif
Afin d’anticiper l’implémentation des turbines dans le Passage du Fromveur, la turbine est
implémentée dans un canal soumis à un courant alternatif pour un cycle de vive-eau moyenne avec
un cycle  de « spin off ».  Ce test  a pour  objectif  de vérifier  que la  méthode de l’AD n’est  pas
impactée par un changement de direction et que les prédictions restent adaptées lorsque l’AD est
soumis à un courant dont l’amplitude est variable. Dans ce cas, les conditions limites de la surface
libre  et  des  composantes  barotropes  de  la  vitesse  en  sortie  du  canal  sont  définies  pour  être
homogènes avec celles en entrée. Pour les composantes baroclines de la vitesse et les variables
turbulentes k et ε, une condition de type Orlanski est appliquée. Dans le cas où la vitesse est variable
dans le temps, les valeurs de la composante barotrope dans la direction (Ox) sont déterminées en
entrée et en sortie en fonction de la vitesse mesurée au centre du Fromveur au pic de jusant (3,1 m.s-
1) avec :
En entrée u1=3,1×cos (θ t) (3.26)
En sortie u2=3,1×cos(θ( t−(
L
√ gh
))) (3.27)
où t le temps, L la longueur du canal (1000 m) et θ=2π f , où f est la fréquence caractéristique de
l’onde M2 d’une période de 12 h 25 min. Les valeurs implémentées en sortie du canal comprennent
le déphase de l’onde entre l’entrée et la sortie.
Les profils de vitesse et d’énergie cinétique turbulente aux pics de flot et de jusant sont
comparés  aux profils  dans  le  cas  permanent  à  4,  11 et  20D en aval  du disque.  La figure 3.24
représente cette comparaison. Au niveau de l’amplitude du courant, les comparaisons montrent que,
dans les sillages proche et lointain, les prédictions aux pics de flot et de jusant restent cohérentes
avec le cas permanent. Une légère augmentation de l’énergie cinétique turbulente au niveau du bord
supérieur de la turbine est cependant prédite. Dans le cas où le courant est permanent, l’énergie
cinétique turbulente est imposée à partir d’un profil extrait au centre du Passage du Fromveur dans
le  modèle  régional.  Au  contraire,  dans  le  cas  où  le  courant  est  variable,  l’énergie  cinétique
turbulente est laissée libre et dépend des conditions hydrodynamiques du canal schématique. Ces
conditions  diffèrent  légèrement  de  celles  issues  de  la  simulation  régionale  notamment  car  la
bathymétrie  est  constante. Cette  augmentation  de  l’énergie  cinétique  turbulente  peut  donc
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s’expliquer par  cette  différence.  La méthode n’est  pas  impactée de manière significative par la
variation de l’amplitude du courant et peut donc être implémentée dans un domaine soumis à des
courants de marée.
3.3.5 Bilan
Cette étude à grande échelle  a permis  de montrer que la résolution spatiale minimale à
adopter pour approcher l’impact d’une hydrolienne dans un domaine à grande échelle est de D/10
comme dans le cas expérimental. De plus, cette méthode n’est pas impactée de manière significative
par la variation de l’amplitude du courant et peut donc être utilisée dans le Passage du Fromveur.
Cette étude à grande échelle a également permis de montrer que l’augmentation de la distance entre
le fond et le centre du disque a pour influence de réduire la longueur de rétablissement du sillage.
Le  disque  étant  soumis  à  de  plus  fortes  amplitudes  de  vitesse,  la  puissance  produite  est
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Figure 3.24 – Profils de vitesse et d'énergie cinétique turbulente (k) à 4, 11 et 20D dans les cas
d'un courant permanent (Perm) et d'un courant alternatif aux pics de flot (PF) et de jusant (PJ).
probablement plus importante également. Cependant, l’installation d’hydroliennes à 25 m au-dessus
du fond est complexe et les technologies actuelles se concentrent principalement sur des turbines
positionnées à proximité du fond.
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Chapitre 4
Étude de l’effet d’hydroliennes dans le 
Passage du Fromveur
4.1 Présentation des cas de simulation
Dans ce chapitre,  la méthode de l’AD est  intégrée dans un modèle hydrodynamique du
Passage  du  Fromveur.  Pour  cela,  les  turbines  sont  implémentées  dans  un  domaine  de  mêmes
dimensions que le canal à grande échelle (1000 m de long et 200 m de large) (section 3.3) intégrant
une bathymétrie réaliste,  et  un forçage à ses limites  ouvertes  extrait  de la  simulation régionale
(section 2.3) au cours d’un cycle de vive-eau moyenne. L’objectif de cette simulation est d’identifier
les  effets  hydrodynamiques  et  sédimentaire  induits  à  l’échelle  du  parc.  Le  parc  hydrolien  est
considéré  centré  sur  la  zone  de  symétrie  en  amplitude  des  courants  (Figure  4.1)  afin  de  se
rapprocher d’un scénario réaliste visant une production d’énergie électrique comparable entre les
périodes de flot et de jusant.
Les turbines ont un diamètre de 10 m, leurs centres étant placés à 10 m au-dessus du fond.
La  taille  de  la  turbine  et  son  positionnement  dans  la  colonne  d’eau  sont  caractéristiques  des
hydroliennes de type Sabella D10 qui ont été testées dans le Passage du Fromveur. Une résolution
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spatiale  minimale de 1 m (D/10)  est  adoptée pour  approcher  les  effets  de l’AD dans le  sillage
lointain de l’écoulement (Chapitre 3). Le maillage horizontal du domaine G3 comporte 200 000
nœuds. 50 couches  σ sont utilisées selon la verticale. Étant donné que la profondeur moyenne du
Passage du Fromveur est de 50 m, la résolution verticale se situe autour de 1 m correspondant à une
taille de maille proche de D/10. Les pas de temps 2D et 3D sont identiques à ceux employés dans le
canal  à  grande échelle  (pour  la  simulation  intégrant  des  tailles  de maille  de  Δtx=Δty=Δtz=D/10,
section 3.3.2) avec Δtt3D = 2,5.10-2 s et Δtt2D = 2,5.10-4 s. Le mélange vertical est basé sur le modèle k-
ε.  Le  mélange  horizontal  est  défini  suivant  une  formulation  de  Smagorinsky  (1963)  avec  une
constante Csma=0,7 égale à celle employée dans la simulation régionale (section 2.3).
La bathymétrie du maillage G3  est interpolée suivant la même base de donnés que celle
employée dans les simulations régionales (section 2.3.1) qui inclut (1) celle traitée par Loubrieu et
al. (2008) couvrant la majeure partie de la mer d’Iroise avec une résolution de 1 km et (2) la base de
données « Litto 3D » (Louvart et Grateau, 2005). Le paramètre de rugosité z0b est fixé à 20 mm, la
valeur adoptée dans le domaine G2. Le domaine est forcé à ses limites par les prédictions de ROMS
sur  la  grille  G2  extraites  toutes  les  5 min  et  interpolées  aux  frontières  du  domaine  G3.  Les
composantes barotropes de la vitesse sont imposées suivant une formulation de type Flather. Les
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Figure 4.1 – Paramètre d’asymétrie As dans la zone du Passage du Fromveur. Le
polygone blanc délimite la zone de l’AMI et le polygone rouge celle couverte par
le maillage G3.
composantes baroclines de la vitesse, la variation de la surface libre, les profils d’énergie cinétique
turbulente  k et  de taux de dissipation  ε sont imposés aux frontières suivant une formulation de
Dirichlet. Les simulations sont effectuées sur un cycle de vive-eau moyenne répété une fois avec un
« spin up » d’une demi-journée pour initier les calculs.
Une seule turbine (nommée T0) est tout d’abord implémentée pour étudier l’impact (déficit
de vitesse, génération de turbulence) et la production d’un dispositif isolé placé dans un milieu
soumis à des conditions hydrodynamiques réelles. Deux simulations sont effectuées : une première
intitulée C01 où la turbine est positionnée au centre du domaine G3 (Figure 4.2), une deuxième
intitulée C02 où la turbine est  décalée de 100 m vers le Nord-Est  dans la  zone d’asymétrie en
amplitude  dominée  par  la  composante  de  flot  (Figure  4.2).  Cette  deuxième  simulation  a  pour
objectif d’examiner l’impact de l’asymétrie sur la production d’énergie dans la zone de Passage du
Fromveur.
Un parc composé de 8 turbines (nommées T1-T8) est ensuite intégré en considérant deux
configurations  (Figure 4.2).  La première configuration,  nommée C11, est  définie  en quinconce,
selon  la  suggestion  de  Bai  et  al.  (2009),  séparant  les  dispositifs  de  10D  dans  la  direction
longitudinale et de 5D dans la direction latérale. Le parc qui est centré sur le domaine G3, est
composé de trois lignes R1-R3 composées de respectivement 3, 2 et 3 turbines. La ligne R1 est
située à 40D de la frontière Sud-Ouest, une distance qui apparaît nécessaire pour que la vitesse dans
le sillage récupère au minimum 90 % de sa valeur non perturbée limitant les interactions avec les
frontières (Chapitre 3). La ligne R3 est  également séparée de 40D de la frontière Nord-Est.  De
même, les turbines situées aux extrémités des lignes R1 et R3 sont espacées de 5D des frontières
Nord-Ouest et Sud-Est. Cet espacement est généralement recommandé pour des études en canal où
les courants sont alignés avec l’axe de rotation des turbines (e.g. Ahmadi et Dong, 2017 ; Baratchi et
al., 2017) afin de limiter les interactions des sillages avec les parois latérales. Les prédictions de
l’asymétrie en direction présentés section 2.3.3.2, ont mis en évidence que les courants peuvent
avoir un angle d’incidence d’un maximum de 15° au niveau du centre du domaine G3. Les sillages
des  turbines  peuvent  donc  se  développer  avec  cet  angle  et  interagir  avec  les  parois  latérales.
Cependant,  une  première  estimation  a  permis  de  montrer  que  ces  interactions  étaient  limitées,
puisqu’elles apparaissent seulement après une distance en aval des turbines de l’ordre de 35D. Ce
qui est suffisant pour que la vitesse récupère entre 85 et 90 % de sa valeur non-perturbée.
La  deuxième  configuration,  nommée  C12,  est  définie  pour  maximiser  la  production
d’énergie. Cette configuration est déterminée à partir des prédictions réalisées pour C11 en adaptant
le positionnement des turbines de manière à limiter les superpositions de sillages. La configuration
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C12 comporte ainsi 8 turbines agencées de la même manière que pour C11 avec un espacement
latéral  entre les  dispositifs  réduits  à 3D. Ce parc de petite taille  est  représentatif  d’un scénario
réaliste  d’exploitation  de  la  ressource  hydrolienne  dans  le  Passage  du  Fromveur  visant  à
moyen/long  terme  à  fournir  de  l’électricité  aux  différentes  îles  de  l’archipel  de  Molène  et
d’Ouessant.
La puissance extraite par chaque turbine est calculée à partir de la formulation suivante :
Pext=
1
N ∑i=1
N 1
2
ρ A C p(
(ud)i
1−a
)
3
(4.1)
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Figure 4.2 – Présentation des configurations C01, C02, C11 et C12 au sein du domaine
G3. Les distances avec les limites du domaine sont représentées en rouge. Les points P1 à
P4,  identifiés  pour  permettre  d’examiner  les  différents  impacts  des  turbines  sur  le
transport sédimentaire (section 4.4) sont représentés en rouge.
où A est la section du disque, N est le nombre de cellules de calcul composant le disque poreux, CP
est le coefficient de puissance fixé à 0,59 suivant la limite de Betz (1920). Le facteur d’induction a
est égal à 1/3 pour correspondre à une valeur de CT=0,9 .
Dans la suite, une rotation est appliquée aux figures tracées dans le domaine G3 afin de faire
correspondre l’axe des turbines avec l’axe des abscisses. Les courants de flot qui portent au Nord-
Est se propagent ainsi de gauche à droite sur les figures tracées. Les courants de jusant qui portent
au Sud-Ouest se propagent de droite à gauche sur les figures présentées. De plus,  pour chaque
configuration  du  parc,  les  résultats  sont  tracés  suivant  un  plan  horizontal  avec  une  hauteur
correspondant au centre de la turbine implémentée seule dans la configuration C01. Les résultats ne
sont donc pas tracés à une hauteur constante au-dessus du fond. Ce type de résultats est appelé
vision synoptique plane dans ce chapitre.
4.2 Cas d’une turbine
Le tableau 4.1 synthétise les différences entre les conditions hydrodynamiques présentes aux
niveaux et aux alentours des centres des turbines implémentées dans les configurations C01 et C02
dans une simulation sans AD. Les résultats de vitesse, d’angle d’incidence et d’énergie cinétique
turbulente sont estimés aux moments des pics de flot et de jusant. L’énergie cinétique turbulente
ambiante est estimée 1D en amont de chaque turbine.
Configurations Périodes
Vitesses
moyennées sur le
disque (m.s-1)
Angles
d’incidence (°)
Énergies cinétiques
turbulentes
ambiantes (m².s-2)
C01
Flot 2,88 13 0,08
Jusant 2,9 - 0,04
C02
Flot 3 10 0,08
Jusant 2,94 - 0,04
Tableau 4.1 – Synthèse des conditions hydrodynamiques présentes dans une simulation sans AD pour les
configurations C01 et C02.
4.2.1 Cas d’une turbine positionnée dans la zone de symétrie
Le cas d’une seule turbine implémentée suivant la configuration nommée C01 est abordé
dans cette section. Les résultats sont présentés sur la figure 4.3.
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Impact sur le courant
Au pic de jusant, étant donné que le maillage a été défini pour être aligné avec la direction
des courants à ce moment (soit 19,2° par rapport à la longitude), le sillage se développe en aval de
la turbine suivant une direction alignée avec le maillage de calcul (Figure 4.3Aa). Le déficit de
vitesse est estimé à 26 % à 5D en aval de la turbine, ce qui reste cohérent avec le déficit de 28 %
prédit dans le canal à grande échelle (section 3.3.3). Un taux de rétablissement de 81 % est estimé à
10D en aval de la turbine dans son axe. Cette valeur est cohérente avec les mesures expérimentales
de Germain et al. (2010) qui mettent en évidence un rétablissement de 80 % à une distance de 9D en
aval d’une turbine de 0,6 m de diamètre. De plus, la vitesse est récupérée à 97 % à une distance de
40D en aval de la turbine corroborant les résultats  obtenus par Nguyen (2015). La longueur de
rétablissement du sillage est cependant inférieur à celle estimée dans le cas schématique (section
3.3.2,  55-60D).  Les  différences  de  vitesse  et  d’énergie  cinétique  turbulente  entre  les  deux
configurations  (schématique  section  3.3  et  C01)  peuvent  influer  sur  ces  deux  longueurs  de
rétablissement et expliquer cette différence.
Au pic de flot, la figure 4.3Ab montre que le sillage forme un angle de 13° avec la direction
(Ox) du maillage. Les prédictions mettent en évidence une sensible augmentation des vitesses le
long de la partie « Sud » du sillage au pic de flot jusqu’à atteindre un maximum de 6,5 % à 15D en
aval  de la  turbine (Figure 4.3Ab).  Cette  particularité  n’apparaissant  pas  au pic  de jusant,  cette
augmentation de la vitesse peut être attribuée à l’influence de l’angle d’incidence du courant. Ces
résultats  semblent  cohérents  avec  l’étude  de  Frost  et  al.  (2017)  qui  rapportent  également  une
asymétrie en amplitudes de courant entre les deux côtés d’une turbine, de 10 m de diamètre, qui est
inclinée de 10° par rapport à la direction du courant. Comme dans la configuration C01 présentée
ici, Frost et al. (2017) montrent que la vitesse est plus importante sur le côté de la turbine le plus
exposé au courant (correspondant au côté « Sud » de l’AD dans la configuration C01) par rapport à
l’autre côté (correspondant au côté « Nord » de l’AD dans la configuration C01).
Le déficit de vitesse est estimé à 22 % à 5D en aval de la turbine au pic de flot, ce qui est
plus faible qu’au pic de jusant (26 %). Cette différence peut être attribué aux effets combinés de (i)
la différence d’intensité turbulente ambiante qui est plus importante au pic de flot (examinée dans la
suite de cette section), et (ii) de l’angle d’incidence (Frost et al., 2017). En effet, en accord avec
l’étude numérique de Frost et al. (2017), le sillage prédit se rétablit sur une longueur réduite au pic
de flot  lorsque le  courant  incident  présente une déviation par  rapport  à l’axe de rotation de la
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turbine. Un taux de rétablissement de 85 % est prédit à 10D en aval de la turbine au moment du pic
de flot alors que cette valeur se retrouve à 13D au moment du pic de jusant.
Impact de la turbulence ambiante sur le sillage
Les prédictions numériques (Figure 4.3B) mettent en évidence une différence de génération
d’énergie cinétique turbulente dans le sillage entre les pics de jusant et de flot avec, en particulier,
des maxima respectifs à 5D en aval de la turbine estimés à 0,09 et 0,16 m².s-2. Cette différence de
45 % se retrouve 1D en amont de la turbine avec des valeurs de 0,08 m2.s-2 au pic de flot et de
0,04 m2.s-2 au  pic  de  jusant.  Ces  résultats  montrent  donc  que  la  différence  d’énergie  cinétique
turbulente ambiante agit sur la génération de turbulence dans le sillage et que cette différence se
retrouve dans l’écoulement. Les différences d’énergie cinétique turbulente entre les pics de flot et de
jusant  sont  également  susceptibles  d’influer  sur  la  longueur  de  rétablissement  des  sillages  via
l’intensité turbulente.
L’intensité turbulente ambiante (estimée à 1D en amont de la turbine) est de 0,06 au pic de
jusant et de 0,08 au pic de flot (Figure 4.3C). Selon différentes études numériques (e.g., Blackmore
et al., 2014 ; Nguyen 2015 ; Lo Brutto et al., 2016) et expérimentale (e.g., Mycek et al., 2014), une
augmentation  de  l’intensité  turbulente  ambiante  engendre  une  réduction  de  la  longueur  de
rétablissement.  Celle-ci  étant  plus  importante  au pic  de flot  (par  rapport  au pic  de jusant)  elle
favorise,  avec  l’angle  d’incidence,  un  rétablissement  plus  rapide  du  sillage.  Les  prédictions
numériques mettent par ailleurs en évidence une différence d’intensité turbulente dans le sillage
avec, en particulier, des valeurs de 0,13 au pic de flot et de 0,11 au pic de jusant à 5D en aval de la
turbine. Après étude des figures 4.3A et 4.3B, il apparaît que la forte intensité turbulente, dans le cas
où le courant arrive obliquement (pic de flot), est principalement engendrée par une génération plus
importante d’énergie cinétique turbulente au niveau du disque. Dans le cas d’un parc hydrolien,
cette tendance peut mener à un rétablissement plus rapide des sillages des turbines situées en aval et
donc à une production énergétique plus importante du parc.
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Estimation de la puissance extraite
La puissance extraite par la turbine est estimée à 1,04 MW au pic de jusant et à 0,97 MW au
pic de flot (Figure 4.3D). En dépit d’une sensible différence d’amplitude des courants (2,9 m.s-1 au
pic de jusant et 2,88 m.s-1 au pic de flot) (Tableau 4.1), cette différence est principalement attribuée
à la déviation des courants par rapport à l’axe de rotation des turbines. En effet, dans le cas d’un
courant incident, seule la composante longitudinale du courant contribue à produire de l’énergie. La
puissance extraite se retrouve pondérée par le cosinus de l’angle d’incidence au cube par rapport à
un courant aligné avec l’axe de rotation des turbines. Cette différence de production estimée à 6 %
est cohérente avec l’étude de Frost et al. (2014) qui ont évalué qu’un angle d’incidence des courants
de 10° entraîne une diminution de 7,5 % de la production d’une turbine par rapport à un cas où le
courant est aligné avec l’axe de rotation de la turbine.
4.2.2 Cas d’une turbine positionnée dans la zone d’asymétrie
Dans cette section, la turbine est déplacée et centrée à 600 m (configuration C02) de l’entrée
du domaine pour examiner la sensibilité à la variation de sa position dans la zone d’implémentation.
La position retenue est asymétrique en amplitude dominée par le flot. Les résultats sont présentés
sur la figure 4.4.
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Impact sur le courant
Au pic de jusant (Figure 4.4Aa), le déficit de vitesse est estimé à 26 % à 5D en aval de la
turbine et n’est pas impacté de manière significative par le changement de position de la turbine. Le
taux de rétablissement à 10D en aval de la turbine est légèrement augmenté passant de 81 % pour
C01 à 82 % pour C02.
Au pic de flot (Figure 4.4Ab), les prédictions mettent en évidence que l’angle d’incidence du
courant est réduit à 10°. Tout comme le cas précédent, une zone d’accélération apparaît le long de la
partie « Sud » du sillage. L’augmentation de l’amplitude de courant est similaire au cas précédent
(avec un maximum d’environ 6 % à 15D en aval de la turbine). Le déficit de vitesse estimé à 5D en
aval de la turbine est également similaire au cas précédent avec une valeur de 22 %. Le taux de
rétablissement (à 10D en aval de la turbine) est cependant réduit passant de 85 % pour C01 à 82 %
pour C02. Ces différents résultats sont synthétisés dans le tableau 4.2.
Les taux de rétablissement du sillage estimés à 10D en aval de la turbine aux pics de flot et
de jusant diffèrent en fonction de la position de la turbine. Ceci est en lien avec le changement des
conditions hydrodynamiques ambiantes (Tableau 4.1) influençant légèrement ces valeurs.
Impact de la turbulence ambiante sur le sillage
De même  que  la  simulation  précédente,  les  prédictions  (Figure  4.4B)  montrent  qu’une
énergie  cinétique  turbulente  plus  importante  est  générée  au  pic  de  flot  avec  en  particulier  un
maximum de 0,16 m2.s-2 à 5D en aval du disque contre 0,11 m2.s-2 au pic de jusant. La valeur au pic
de flot ne varie que très légèrement par rapport au cas précédent (C01). La valeur au pic de jusant
est augmentée de 22 % par rapport au cas C01 en lien principalement avec une énergie cinétique
ambiante (estimée 1D en amont de la turbine) sensiblement accrue pour le cas C02. Les résultats
prédits pour les deux configurations sont synthétisés dans le tableau 4.2.
Configurations Périodes Déficit devitesse à 5D
Taux de
rétablissement à 10D
Énergie cinétique
turbulente à 5D
C01
Jusant 26 % 81 % 0,09 m2.s-2
Flot 22 % 85 % 0,16 m2.s-2
C02
Jusant 26 % 82 % 0,11 m2.s-2
Flot 22 % 82 % 0,16 m2.s-2
Tableau 4.2 – Synthèse des résultats de déficit de vitesse, de taux de rétablissement et d’énergie
cinétique turbulente comparés entre les configurations C01 et C02.
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Estimation de la puissance extraite
Au pic  de  jusant,  la  puissance  extraite  ne  varie  que  très  sensiblement  par  rapport  à  la
configuration précédente (1,04 MW pour C01, 1,02 MW pour C02). Les différences entre les deux
configurations sont cependant accentuées au pic de flot (0,97 MW pour C01, 1,1 MW pour C02).
Une telle augmentation est liée aux effets combinés de (i) l’asymétrie en amplitude favorisant les
courant en période de flot (Tableau 4.1) et (ii) de la réduction de l’angle d’incidence du courant au
pic de flot dans la configuration C02 (Tableau 4.1).
4.2.3 Bilan
Ces résultats dans le cas d’une turbine isolée ont permis de mettre en évidence l’influence
des asymétries en direction et en amplitude.  Dans ces deux cas, l’angle d’incidence génère une
importante zone d’accélération des courants le long de la partie « Sud » des sillages. De plus, cet
angle semble favoriser un rétablissement plus rapide des sillages et la production d’une turbine est
réduite de 6 %. L’asymétrie en amplitude a également un impact sur la production d’une turbine. La
production en période de flot de la turbine positionnée dans la zone d’asymétrie (configuration C02)
est augmentée par rapport à la configuration C01 déséquilibrant la production entre les périodes de
flot et de jusant.
4.3 Cas d’un parc de 8 hydroliennes
4.3.1 Configuration initiale C11
Dans cette section un parc disposé en quinconce suivant la configuration initiale C11 est
considéré. Les résultats sont présentés figure 4.5.
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Impact sur le courant
Dans le  domaine G3, la  hauteur d’eau varie entre 49,2 et  57,4 m par rapport  au niveau
moyen. Les turbines étant positionnées à 10 m au-dessus du fond, certaines d’entre elles sont donc
placées plus profondément que d’autres (Figure 4.6). La vision synoptique plane est ici définie par
rapport au centre de la turbine T0 dans la configuration C01, soit pour une profondeur de 41,5 m.
Au pic de jusant (Figure 4.5Aa), les prédictions de courants s’accordent avec les résultats
obtenus par Bai et al. (2009), la configuration adoptée (quinconce) limitant les superpositions de
sillages qui se développent dans l’espace séparant latéralement les turbines. On obtient cependant
un  effet  des  sillages  des  turbines  de  la  ligne  R3  sur  ceux  des  dispositifs  de  la  ligne  R1.  En
particulier, les vitesses estimées à 5D en aval des turbines T8 et T3 sont de respectivement 2,13 et
2,17 m.s-1. Ce résultat suggère un rétablissement plus rapide du sillage de T3 en lien avec l’intensité
turbulente (celle-ci est examinée dans la suite de cette section). Ces différences n’apparaissent pas
pour les turbines T1 et T6, la vision synoptique plane ne représentant que la partie supérieure de ces
dispositifs.
Cette configuration n’est cependant pas adaptée au pic de flot. L’angle de déviation de 13°
que forment les courants avec l’axe de rotation des turbines engendre une superposition des sillages
pour une partie des hydroliennes composant le parc (Figure 4.5Ab). Le cas où deux sillages se
superposent est appelé « fonctionnement en tandem » par Nguyen (2015). Dans cette configuration,
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Figure 4.6 – Localisation des turbines par rapport  au plan de référence défini  pour la vision
synoptique plane. Les turbines localisées dans les zones rouges sont centrées plus haut dans la
colonne d’eau par rapport à ce plan et celles dans les zones bleues sont centrées plus bas dans la
colonne d’eau.
les turbines T3, T5 et T7 fonctionnent ainsi en « tandem ». À une distance de 5D en aval de T3, T5
et T7, les déficits de vitesses sont respectivement de 20, 30 et 30 %. Les déficits de vitesses en aval
de T5 et T7 sont donc très similaires malgré le fait que les trois turbines fonctionnent en « tandem ».
Lo Brutto et al. (2016) rapportent la même tendance en implémentant 5 turbines alignées (suivant la
méthode de l’AD) séparée de 10D et soumises à un courant permanent de 3 m.s-1 dont la direction
est alignée avec l’axe de rotation des turbines. Les prédictions de déficit de vitesse le long de l’axe
central des turbines (présentées par Lo Brutto et al., 2016) semblent indiquer une valeur d’environ
5 % à 5D en aval de la première machine et des valeurs plus importantes d’environ 10 % au niveau
des 4 autres turbines. Ces résultats suggèrent que le rétablissement des vitesses est très rapide dans
les sillages à partir de la deuxième machine et que la production se stabilise pour les turbines situées
en aval de la première rangée de turbines. Coles et al. (2016) rapporte également la même tendance,
par des mesures expérimentales en aval de plusieurs grilles métalliques successives d’une porosité
estimée à 0,39, d’une hauteur de 0,1 m et occupant la largeur d’un canal de 1,34 m. La réduction des
vitesses est estimée à 10 % à 1D en aval de la première grille métallique et à 20 % en aval des 4
suivantes.
Impact de la turbulence ambiante sur le sillage
L’énergie cinétique turbulente (Figure 4.5B) est accrue dans le sillage des turbines situées à
l’aval d’un autre dispositif. Au pic de jusant, l’énergie cinétique est ainsi estimée à 0,18 m².s-2 à 5D
en aval de la turbine T2 contre 0,11 m².s-2 à 5D en aval de T7. Cette augmentation de l’énergie
cinétique induit également une diminution de la longueur de rétablissement du deuxième sillage. Au
pic de jusant, le taux de rétablissement est ainsi estimé à 82 % à 10D en aval de T7 et à 90 % à 10D
en aval de T2. Ces résultats sont donc cohérents avec l’étude de Mycek et al. (2014).
Au  pic  de  flot,  les  interactions  de  sillages  affectent  principalement  les  turbines  aval
fonctionnant en « tandem » (T4, T6 et T5, T7). Pour ces turbines la génération d’énergie cinétique
turbulente s’effectue sur les côtés des machines et apparaît, en raison de l’angle d’incidence, dans la
partie « Sud » des sillages des dispositifs. Il en résulte ainsi une énergie cinétique turbulente plus
importante le long de la partie « Sud » du sillage des turbines T5 et T7 que dans la partie « Nord »
(à 5D en aval 0,15 m².s-2 au « Nord » contre 0,07 m².s-2 au « Sud »). Cependant, cette asymétrie
« Nord/Sud »  ne  semble  avoir  qu’un  effet  très  limité  sur  les  longueurs  de  rétablissement  des
sillages, réduites pour les dispositifs situés en aval (T4 et T6, T5 et T7).
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Estimation de la puissance produite
Le Tableau 4.3 présente les valeurs de puissance extraite moyennée par turbine et par ligne
aux moments des pics de jusant et de flot pour R1, R2 et R3. Au pic de jusant, les puissances
extraites par les lignes amont (R3 et R2) sont respectivement de 0,97 et 0,99 MW. La puissance est
2 % plus importante au niveau de la ligne R2 comparée à R3 (Tableau 4.3). Cette tendance confirme
les résultats de Nguyen et al. (2017) qui montrent, pour parc de configuration similaire à C11, que
les  machines  de  la  ligne  centrale  (R2  pour  la  configuration  C11)  bénéficient  d’une  légère
augmentation de l’amplitude de courant induit par les turbines composant la ligne en amont (R3
pour  la  configuration  C11).  La  dernière  ligne  (R1)  produit  cependant  moins.  Cette  ligne  est
impactée par les sillages des machines de la ligne R3 (Figure 4.5Aa), ce qui a pour conséquence de
réduire de 10 % la puissance extraite par rapport à la ligne R3. Cependant, malgré les interactions de
sillage, les productions des trois lignes restent relativement proches de la production d’une turbine
implémentée seule dans le Passage du Fromveur, qui est de 1,04 MW au moment du pic de jusant.
Ceci confirme que cette configuration est adaptée aux courants dont la direction est alignée avec
l’axe de rotation des turbines.
R1 R2 R3
Pic de jusant 0,87 0,99 0,97
Pic de flot 0,86 0,66 0,83
Tableau 4.3 – Puissance extraite (en MW) moyenne par turbine et par ligne pour la configuration C11.
Au moment du pic de flot, la production de la ligne centrale R2 est fortement diminuée
(0,66 MW) par rapport à la ligne amont R1 (0,86 MW) (Tableau 4.3). Cette différence de 23 % est
liée à l’effet  d’ombrage induit  par la ligne R1. Ce résultat  est  cohérent avec les prédictions de
Nguyen et al. (2017) qui obtiennent, dans le cas d’un angle d’incidence de 12,5°, une réduction de
production (moyennée par machines et par lignes) d’environ 25 % entre la ligne amont et la ligne
centrale. Nguyen et al. (2017) ne prennent pas en compte la variation de hauteur d’eau, cependant,
les  turbines  fonctionnant  en  « tandem »  (T2,  T4  et  T3,  T5)  sont  localisées  à  des  profondeurs
similaires  (entre  40  et  41 m).  La  dernière  ligne  R3,  localisée  en  aval,  produit  cependant  plus
(0,83 MW). Cette augmentation est due à la position des turbines T6 et T8 situées aux extrémités de
R3. En effet, T6 est positionnée plus bas dans la colonne d’eau et n’est que faiblement impactée par
les turbines situées en amont alors que T8 n’est pas influencée.
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La figure 4.5C présente la variation de la puissance extraite par les turbines T3, T5 et T7, qui
représente le cas d’un fonctionnement en « tandem », en comparaison avec T0 dans la configuration
C01. En période de flot, par rapport à la production de la turbine T0, celle de T3 est plus importante.
Cette différence peut être attribuée au fait que T3 est positionnée dans une zone asymétrique en
faveur  des  courants  en  période  de  jusant  et  donc,  comme le  montre  la  comparaison  entre  les
configurations C01 (T0 positionnée dans une zone symétrique) et C02 (T0 positionnée dans un zone
asymétrique en faveur des courants de flot), sa puissance extraite est augmentée. Les turbines T5 et
T7  subissent  cependant  une  forte  réduction  de  la  production  d’énergie  qui  est  due  aux  effets
d’ombrages induits par les turbines amont (respectivement T3 et T5) durant cette période (Figure
4.5Ab). Durant la période de flot, la turbine T7 produit plus que la turbine T5. En particulier au pic
de flot, la production de T7 est 10 % supérieure à celle de T5, une différence qui se retrouve dans la
comparaison entre les configurations C01 et C02 (au pic de flot).  L’asymétrie en amplitude des
courants  semble  donc être  l’explication  la  plus  probable  à  cette  différence.  Cependant,  hormis
l’influence de l’asymétrie en amplitude, leurs productions restent relativement proches confirmant
que lorsque  plusieurs  machines  fonctionnent  en  « tandem »,  la  production  se  stabilise  après  la
première. En période de jusant, les productions des turbines T5 et T7 sont très similaires à T0. En
effet, ces machines ne sont pas impactées par les interactions de sillage contrairement à T3 dont la
production est réduite du fait de l’impact du sillage de T8.
4.3.2 Configuration optimisée C12
La seconde configuration, nommée C12, est définie pour réduire les effets d’ombrages en se
basant sur les résultats des amplitudes de courants et augmenter la puissance produite. Au vu des
résultats précédents, la configuration du parc doit principalement être adaptée à la période de flot.
Dans le cas d’un courant incident par rapport à l’axe de rotation des turbines, Roc et al. (2014) ont
mis en évidence, en intégrant un parc composé de 10 machines au niveau d’un cap schématique,
qu’une configuration implémentant les turbines alignées dans le sens du courant serait nécessaire
pour réduire les interactions de sillages. Cependant, dans le cas présent, l’utilisation de ce genre de
configuration inverserait simplement le problème et induirait de fortes interactions de sillages au
moment du pic  de jusant.  Une configuration en quinconce est  donc conservée.  Pour  adapter la
configuration du parc aux courants présents dans le Passage du Fromveur, les espacements latéraux
sont donc adaptés. Il paraît difficile de modifier l’espacement longitudinal car, au moment du pic de
jusant, réduire cet espacement amènerait à une plus forte influence de la ligne R3 sur la ligne R1.
L’augmenter engendrerait un accroissement de la production énergétique du parc (Nguyen, 2015),
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cependant, cela diminuerait le nombre de machines pouvant être intégrées sur une surface donnée.
L’espacement longitudinal est donc conservé pour avoir une configuration maximisant le nombre de
machines et la production de chacune. Lee et al. (2010) ont intégré un parc composé de 10 turbines
positionnées en quinconce sur 4 lignes dans un canal schématique soumis à une courant permanent
de 3 m.s-1 dont la direction est alignée avec l’axe de rotation des turbines. Cette étude qui vise à
déterminer une configuration adaptée définit un espacement latéral de 3D comme approprié. Selon
Bai et al. (2009), la réduction de l’espacement latéral à une valeur de 3D, n’affecterait, par contre,
pas de manière significative la production d’une turbine centrale au parc pour des courants alignés
avec l’axe de rotation des turbines. Dans le cas présent, un simple calcul trigonométrique prenant en
compte le cosinus de l’angle d’incidence et  les espacements  latéraux et  longitudinaux, conforte
l’idée d’adapter la configuration du parc avec un espacement latéral entre les turbines fixé à 3D. En
effet, les courants incidents ayant une direction de 13° (par rapport à l’axe de rotation des turbines),
ce positionnement devrait éviter les interactions entre les sillages en période de flot. L’espacement
latéral est donc réduit à 3D dans la configuration C12.
Les  résultats  de  simulations  intégrant  cette  nouvelle  configuration  sont  présentés  sur  la
figure 4.7.
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Impact sur le courant
La figure 4.7A présente une vision synoptique plane de l’amplitude de courant aux pics de
flot et de jusant d’une marée de vive-eau moyenne. Au pic de jusant, les résultats sont similaires à la
configuration précédente. Les amplitudes des vitesses sont équivalentes à la configuration C11, avec
une valeur de 2,1 et 2,2 m.s-1,  5D en aval des turbines T7 et T2. Au pic de flot,  cette nouvelle
configuration permet d’éviter les fonctionnements en « tandem », les sillages des turbines amont se
propageant au « Nord » des machines aval. Ces dernières sont même positionnées dans les zones
d’accélération apparaissant entre les turbines amonts comme le montrent les valeurs du déficit de
vitesse à 5D en aval des turbines T3, T5 et T7 (qui sont respectivement de 20, 19 et 18 %) qui
diminuent légèrement. Ce résultat suggère que la puissance extraite est accrue.
Impact sur la turbulence
Au pic de jusant (Figure 4.7Ba), les prédictions de l’énergie cinétique turbulente ne sont pas
impactées  de manière significative par  le  changement  de configuration.  La  ligne aval  (R1) est
influencée de la même manière par la ligne amont (R3) que la configuration précédente (C11) et des
valeurs d’énergie cinétique turbulente similaires sont prédites 5D en aval des turbines T2 et T7
(0,17 m2.s-2 pour T2 et 0,12 m2.s-2 pour T7). Cette nouvelle configuration engendre cependant plus
d’interactions entre les sillages au pic de flot (Figure 4.7Bb). La comparaison au pic de flot (Figure
4.7Bb), se base sur les turbines T3, T5 et T7 qui illustrent un fonctionnement en « tandem » dans la
configuration précédente (C11). 5D en aval de T3, l’énergie cinétique turbulente est de 0,12 m².s-2,
une valeur qui demeure donc inchangée entre les deux configurations. Le sillage de cette turbine
influence T5 et  engendre une forte valeur de 0,17 m².s-2 à 5D en aval de cette dernière  qui est
légèrement supérieure à la configuration précédente (0,15 m².s-2) et se retrouve dans le sillage de T7.
Contrairement à la configuration C11, les sillages de T3 et T5 n’impactent pas seulement une partie
des disques respectivement situés en aval T5 et T7, mais l’intégralité de ceux-ci. Les interactions
sont donc plus importantes avec cette nouvelle configuration ce qui peut possiblement amener à un
rétablissement plus rapide des sillages des machines situées en aval du parc.
Estimation de la puissance produite
Au pic de jusant, la puissance extraite n’est que faiblement impactée par le changement de
configuration. Les lignes R2 et R3 présentent cependant une légère augmentation comparée à C11
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avec des valeurs de respectivement 0,99 et 1,0 MW (Tableau 4.4). Ces estimations confirment que
le changement de configuration n’affecte pas de manière significative la production du parc pour
des courants dont la direction est alignée avec l’axe de rotation des turbines.
Au pic de flot, la puissance extraite par les machines de la ligne R1 est comparable entre les
deux configurations C11 et C12 avec respectivement des productions de 0,86 et 0,88 MW (Tableau
4.4).  La  réduction  de  l’espacement  latéral  permet  cependant  d’augmenter  significativement  la
production  des  lignes  R2  et  R3 (+38 % pour  la  ligne  R2  et  +22 % pour  la  ligne  R3).  Cette
augmentation équilibre la production du parc entre les pics de flot et de jusant. Au moment du pic
de jusant, la production du parc est estimée à 7,61 MW (comparée à 7,48 MW pour C11) et, au
moment du pic de flot, elle est estimée à 7,52 MW (comparée à 6,4 MW pour C11).
R1 R2 R3
Pic de jusant 0,87 0,99 1
Pic de flot 0,88 0,91 1,03
Tableau 4.4 – Puissance extraite (en MW) moyenne par turbines et par ligne pour la configuration C12 au
cours d’un cycle de vive-eau moyenne.
L’impact  de  cette  nouvelle  configuration  sur  les  interactions  de  sillages  est  étudié  plus
précisément en comparant la variation de production des turbines T3, T5 et T7. La figure 4.7C
décrit  la  production  de  ces  turbines  au  cours  du  cycle  de  vive-eau  moyenne  pour  les  deux
configurations  (C11 et  C12).  Cette  figure  illustre  le  fait  que  la  production  d’énergie  n’est  pas
modifiée  de  manière  significative  durant  la  période  de  jusant.  Durant  la  période  de  flot,  la
production de T3 n’est pas influencée, celle-ci étant située en amont du parc. Les productions de T5
et T7 sont cependant fortement marquées par ce changement de configuration. Les sillages de T3,
T5 et T7 ne se superposent plus et les deux dernières (T5 et T7) sont même situées dans les zones
d’accélération des courants des disques situés en amont.  L’augmentation de la production de la
turbine T7 est plus importante du fait que la zone d’accélération en amont est plus importante (+9 %
5D en amont de T7 contre +6 % 5D en amont de T5).
4.3.3 Bilan
Dans le cas d’un parc, une configuration en quinconce est bien adaptée aux courants dont la
direction est alignée avec l’axe de rotation des turbines limitant les interactions de sillages. Dans le
cas d’un courant présentant un angle d’incidence (en période de flot ici), la configuration du parc
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nécessite  d’être  adaptée  afin  de  limiter  les  superpositions  de  sillage.  Lorsque  deux  turbines
fonctionnent en « tandem », dans le sillage de la turbine impacté, le déficit de vitesse et l’énergie
cinétique turbulente sont augmentés réduisant la longueur de rétablissement du sillage. Cependant,
la production est fortement réduite déséquilibrant la production du parc entre les périodes de flot et
de jusant. L’adaptation de la configuration du parc, mise en place ici, a également pour effet de
réduire la longueur de rétablissement. De plus, elle permet de limiter les superpositions de sillage,
ce qui a pour effet d’augmenter la production d’énergie du parc en période de flot, équilibrant celle-
ci entre les périodes de flot et de jusant.
4.4 Impact sur le transport sédimentaire
Après avoir analysé l’impact des hydroliennes sur l’hydrodynamique, leurs conséquences
sur la dynamique des particules sédimentaires sont examinées. Ce travail est mené dans le cas de la
configuration C2 et se limite pour rappel à la zone d’influence du parc. Le travail est basé sur une
approche phénoménologique simplifiée des processus affectant une dynamique sédimentaire qui du
fait des forts courants de marée, est admise dominée par un transit alternatif rapide (en moins de 5
minutes à l’échelle du parc à la pointe de courant) de particules en suspension issues de secteurs
situés de part et d’autre de la zone d’étude et interrompu par des phases de dépôt statique aux
moments des étales de courant puis dynamique par roulement sur le fond rocheux avant remise en
suspension. L’attention sera donc portée sur les conditions de maintien ou mise en suspension et de
dépôt statique et/ou dynamique des particules sédimentaires sur le fond.
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Figure 4.8 – Différents modes de transport susceptibles d’intervenir sur un 
fond rocheux : (a) par roulement et (b) en suspension.
4.4.1 Approche suivie
L’approche  se  concentre  sur  des  effets  marquants  « locaux »,  limités  dans  le  temps,
susceptibles d’affecter les particules aux cours de leurs transits à travers le parc. L’approche est
donc qualitative en ce qui concerne le transport sédimentaire et s’attache à pointer les modalités
d’impact potentiel des hydroliennes sur le transport sédimentaire. L’analyse s’appuie sur une série
de  points  remarquables  en  termes  d’effets  des  hydroliennes  sur  l’hydrodynamique  moyenne
engendrant une accélération/décélération du courant (cf. Figures 4.3A, 4.4A, 4.5A et 4.7A) et une
augmentation/réduction de la vitesse de frottement u*b (Figure 4.9) qui gouverne d’un côté, avec la
vitesse de chute, la suspension, et de l’autre, avec le poids immergé, la mise en mouvement et un
roulement  sur  le  fond.  Quatre  points  représentatifs  de  la  variabilité  spatiale  de  ces  paramètres
hydrodynamiques sont ainsi sélectionnés (Figure 4.9). Les points P1 et P2 sont situés à 5D de part
et d’autre de la turbine T8 qui se caractérise par les effets les plus marqués sur u*b tout au long du
cycle de marée. Situé dans le sillage de la turbine T2 en phase de flot, puis de la turbine T6 en phase
de jusant, le point P3 correspond à un maximum de la réduction moyenne de u*b sur le cycle de
marée. Le point P4 est quant à lui positionné dans une zone d’accélération du courant de flot induite
par l’hydrolienne T1.
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Figure 4.9 –  Différences de vitesse de frottement sur le fond entre les
simulations avec et sans turbines (configuration C12) aux pics de courant
de flot (a) et de jusant (b) d’une marée de vive-eau moyenne.
Le maintien en suspension et la remise en suspension se produisent dès lors que u*b excède
la  vitesse de  chute  (Van Rijn,  1984),  dont  la  formulation  suivante  a  été  proposée  par  Soulsby
(1997) :
w s ,i= νd i
[(10,362+1,049 D* i
3 )1/2−10,36] (4.2)
où ν est la viscosité de l’eau de mer prise égale à 1,36.10-6 m².s-1, di est le diamètre de la particule
sédimentaire considérée. D* i est un diamètre adimensionnel exprimé sous la forme :
D* i=[
g (s−1)
ν2
]
1 /3
d i (4.3)
où s est le rapport des masses volumiques du sédiment considéré comme du quartz (ρs=2650 kg.m-3)
et de l’eau ρ .
Le dépôt ou la mise en mouvement a respectivement lieu si u*b est inférieure ou supérieure à
la vitesse critique de mise en mouvement des particules de classe i considérées u*c=( τcri /ρ)
1/2  liée
au paramètre de Shields (1936) θcri par la relation suivante :
τcri=g(ρs−ρ)d iθcri (4.5)
Ce dernier est formulé selon Soulsby et Whitehouse (1997) :
θcri=
0,3
1+1,2 D* i
+ 0,555(1−exp(−0,02D*i)) (4.6)
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4.4.2 Résultats et Discussion
En  premier  lieu,  les  états  dans  lesquels  sont  susceptibles  de  se  trouver  les  particules
sédimentaires présentes dans la zone d’étude élargie dépourvue d’hydroliennes (Chapitre 2) sont
déterminées selon les critères précédents et synthétisés au Tableau 4.5.
Sables
fins
(S1)
Sables
moyens
(S2)
Sables
grossiers
(S3)
Sables
très
grossiers
(S4)
Graviers
(S5)
Cailloutis
(S6)
Cailloutis
(S7)
Cailloutis
(S8)
Diamètres
moyens 0,2 mm 0,5 mm 1 mm 2 mm 3 mm 33 mm 42 mm 51 mm
Suspension X X X X
Roulement X X X X
Repos X X X
w s , i  (m.s-1) 0,02 0,07 0,11 0,17 0,22 - - -
u* c  (m.s-1) - - - 0,03 0,04 0,17 0,19 0,21
Tableau 4.5 – Différents états et modes de transport des sédiments selon leur taille durant un cycle de marée
de vive-eau moyenne (hormis l’étale de courant). Valeurs des vitesses de chute et vitesse de frottement
critique de mise en mouvement pour chaque classe de sédiment concernés.
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Figure 4.10 - Initialisation du mouvement et de la mise en suspension 
(Van Rijn, 1984)
Impact sur le transport en suspension
La figure 4.10 représente le maximum de vitesse de frottement au niveau du fond durant un
cycle de marée de vive-eau moyenne pour une simulation sans turbine. En moyenne sur le domaine
la  vitesse  de  frottement  maximale  est  de  0,2 m.s-1 ce  qui  suggère  que  sans  les  turbines,  des
sédiments jusqu’aux sables très grossiers sont maintenu en suspension durant le cycle de marée. Sur
certaines  zones  cependant  (au  « Sud » du domaine),  cette  vitesse  de frottement  est  supérieur  à
0,22 m.s-1 ce qui suggère que les graviers peuvent être maintenu en suspension.
La figure 4.11 représente le maximum des différences (par rapport à une simulation sans
turbines) de la vitesse de frottement au niveau du fond sur un cycle de vive-eau moyenne. Dans le
sillage des turbines (notamment au point P1, P2 et P3), la vitesse de frottement au niveau du fond
est fortement réduite ce qui a tendance à favoriser un dépôt selon le type de sédiment considéré.
Cette tendance se retrouve dans des études numériques intégrant l’influence d’un parc hydrolien
suivant  des  méthodes  d’implémentation  2D (comme le  frottement  additionnel)  ou  des  mesures
expérimentales (Hill et al., 2014 ; Thiébot et al. 2015 ; Martin-Short et al., 2015 ; Hill et al., 2016 ;
Ramirez-Mendoza et  al.,  2018).  En particulier,  Ramirez-Mendoza et  al.  (2018)  ont  intégré  une
turbine de 0,2 m de diamètre dans un canal de 11 m de long, 1,6 m de large, 0,5 m de hauteur d’eau.
Dans ce canal, une couche sédimentaire composée de différents types de sable est mise en place sur
le fond. Les mesures effectuées ont mis en évidence qu’un dépôt peut apparaître au delà de 2D en
aval de la turbine et dans un sillage lointain suggérant (selon Ramirez-Mendoza et al., 2018) une
diminution de la vitesse de frottement au niveau du fond. Nos prédictions sont cohérentes avec ces
observations. De plus, comme décrit précédemment, l’amplitude de vitesse est augmentée sur les
côtés « Sud » des sillages des turbines au moment du pic de flot (Figure 4.3, 4.7, 4.9 et 4.11). Cette
accélération engendrée par l’extraction d’énergie augmente donc la vitesse de frottement sur le fond
en période de flot (Figure 4.11) notamment au point P4.
104
105
Figure 4.12 – (a) Différences maximales de vitesse de frottement au niveau du fond sur un cycle de
vive-eau moyennes par rapport à une simulation sans turbines. (b) Évolution temporelle de la vitesse
de frottement sur le fond pour les points P1-P4. Les lignes nommées s1 à s5 représente les limites
fixées par le critère de maintien en suspension en fonction des tailles des particules.
Figure  4.11  -  Vision  synoptique  du  maximum de  vitesse  de  frottement  au
niveau du fond pour un cycle de vive-eau moyenne dans une simulation sans
turbine.
La Figure 4.11 représente également la variation de la vitesse de frottement durant le cycle
de vive-eau moyenne aux points P1-P4 comparée à la vitesse de chute des différents sédiments
testés. Les tracés montrent que les sables fins (S1), moyen (S2) et grossier (S3) ne sont pas impactés
de manière significative par l’extraction d’énergie. En effet,  la vitesse de frottement sur le fond
dépasse largement la valeur des vitesses de chute de S1, S2 et S3. L’impact des turbines n’est donc
pas  suffisamment  important  pour  modifier  les  conditions  de  maintien  en  suspension  de  ces
particules dans le domaine.
Les plus importantes influences sont prédites sur les sables très grossiers (S4) et les graviers
(S5). Dans le sillage d’une turbine (ici à 5D en aval de T8), en particulier au point P1, durant la
période de jusant (où les courants se propage de droite à gauche) le temps de dépôt des sables très
grossiers est augmenté passant de 74 % dans une simulation sans turbine à 86 % avec les machines.
Ce type  de  sédiment  n’est  maintenu que  pendant  de  très  courtes  périodes  autours  des  pics  de
courant. Au point P1, le maintien en suspension n’est plus assuré durant la période de jusant avec
une vitesse de frottement au niveau du fond qui atteint  un maximum (durant  cette période) de
0,17 m.s-1 alors  que  ce  maximum  est  de  0,19 m.s-1 sans  les  turbines.  De  ce  fait,  l’extraction
d’énergie favorise le dépôt de ce type de sédiment dans le sillage de la machine. La même tendance
se retrouve au point P2 avec une réduction moindre de la vitesse de frottement maximale au niveau
du fond (au moment du pic de flot) passant de 0,2 m.s-1 sans l’influence des turbines à 0,19 m.s-1
avec les turbines. Le maintien en suspension des sables très grossiers est tout de même assuré durant
la période de flot. Ces résultats suggèrent que la modification de la contrainte de cisaillement induit
par la présence des turbines peut amener à une asymétrie dans le transport des sédiments favorisant
le dépôt de certains types de sédiment grossiers dans le sillage des turbines et donc du parc. Selon
Van Rijn (1984), ce critère de maintien en suspension peut également être considéré comme un
critère de remise en suspension (si  u*b>ws,i).  D’après les prédictions, les sables très grossiers se
déposant dans le sillage des turbines (au point P1 et P2), peuvent être remis en suspension au pic de
courant qui suit si le critère de mise en mouvement est dépassé.
Au niveau du point P3 où le maximum de différence sur le cycle est prédite, le temps de
dépôt est accentué passant de 66 % à 95 %. Ce point est influencé par les sillages de deux turbines
(T2  et  T6)  durant  tout  le  cycle  de  marée  ce  qui  explique  cette  importante  augmentation.  En
particulier les maxima prédits aux pics de flot et de jusant sont de 0,18 m.s-1 alors que dans une
simulation sans turbine ils sont de respectivement 0,19 m.s-1 et 0,21 m.s-1. Les points influencés par
les sillages des turbines en chaque période (flot et jusant) peuvent donc constituer des zones de forts
dépôts et possiblement des zones d’accrétion.
Au  niveau  du  dernier  point  P4  qui  est  situé  dans  la  zone  d’accélération  des  courants
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engendrée par une turbine (T1), une augmentation de la vitesse de frottement au niveau du fond est
prédite avec un maximum de 0,23 m.s-1 au pic de flot (contre 0,2 m.s-1 dans une simulation sans
turbine). Contrairement aux autres points,  l’augmentation de la contrainte de cisaillement sur le
fond favorise le maintien en suspension des sables très grossiers passant de 63 % de temps de dépôt
dans une simulation sans turbines à 61,5 % avec les machines. De plus, en ce point, les graviers
jusqu’alors jamais maintenus en suspension en ce point, peuvent l’être pendant 3 % du cycle.
Ces résultats montrent que même si l’extraction d’énergie est relativement importante, la
modification  du  transport  sédimentaire  en  suspension  reste  très  limitée  impactant  un  nombre
restreint de types de sédiments.
Impact sur la mise en mouvement
Les résultats précédents ont permis de déterminer le type de sédiments dont le transport en
suspension peut être affecté par l’extraction d’énergie cinétique des courants de marée. Pour les
sédiments  testés  précédemment  (S1-S5),  le  critère  de  mise  en  mouvement  est  examiné.  Une
première analyse met en évidence que ce critère est  largement dépassé pour tous les sédiments
examiné  précédemment  et  même  si  le  temps  de  dépôt  des  sables  très  grossiers  est  fortement
augmenté à cause des turbines, ces derniers se déplacent sur le fond durant le cycle de marée.
L’étude a été approfondie pour observer l’impact de l’extraction d’énergie sur un type de
sédiments très grossier qui ne peut être mis en mouvement qu’au niveau des pics de flot et de jusant,
au moment où l’impact des turbines est le plus important. Pour cela des cailloutis de diamètres
33 mm (S6), 42 mm (S7) et 51 mm (S8) sont considérés. La figure 4.12 représente la variation de la
vitesse de frottement sur le fond comparée à la vitesse critique de mise en mouvement. Dans les
sillages des turbines (aux points P1, P2 et P3), la réduction de la vitesse de frottement au niveau du
fond  engendre  naturellement  une  diminution  du  temps  de  mise  en  mouvement  de  certaines
particules. En particulier, au point P3 (influencé par les sillages de T2 et T6), la réduction (avec des
maxima passant, au pic de flot, de 0,19 m.s-1 dans une simulation sans turbine à 0,18 m.s-1 et, au pic
de jusant, de 0,2 m.s-1 à 0,18 m.s-1) est telle que les cailloutis de 42 mm de diamètre ne sont plus mis
en mouvement pendant tout le cycle de marée. La même tendance est mise en évidence en période
de jusant au point P1 et en période de flot au point P2. En admettant que ce type de sédiment se
déplace par charriage dans la zone, ces résultats suggèrent qu’un phénomène d’accrétion peut être
induit par la présence des turbines dans l’écoulement.
107
Au contraire, au point P4 situé dans la zone d’accélération d’une turbine, l’augmentation de
la vitesse de frottement au niveau du fond (avec un maximum passant, au pic de flot, de 0,2 m.s-1
dans une simulation sans turbine à 0,23 m.s-1 dans une simulation avec les turbines) amène à la mise
en mouvement de sédiment plus grossiers. En particulier en ce point, les cailloutis de 51 mm de
diamètre sont mis en mouvement au moment du pic de flot pendant 4 % du cycle. Ces accélérations,
apparaissant pendant la période de flot, peuvent mettre en mouvement certaine particules dans le
Passage du Fromveur qui sont au repos sans les turbines et peuvent être évacuées vers le Nord-Est.
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Figure 4.13 –  Évolution  temporelle de  la  vitesse  de  frottement  sur  le  fond pour  les  points  P1-P4
comparée à la vitesse de frottement critique de mise en mouvement avec (rouge) et sans (bleu) turbines.
Les lignes  nommées s4 à  s8 représente les  limites  fixées  par  le critère  de mise en mouvement  en
fonction des tailles des particules.
Chapitre 5
Conclusions et perspectives
Conclusions
Les recherches présentées dans ce mémoire portent sur la mise en place d’une méthode
numérique d’intégration de l’effet des hydroliennes dans le Passage du Fromveur. Les simulations
sont  basées  sur  le  modèle  ROMS  résolvant  les  équations  RANS  qui  ont  été  modifiées  afin
d’intégrer la méthode 3D de l’« Actuator Disc » (AD) représentant chaque turbine individuellement
par un disque poreux. Par la mise en place de cette méthode dans le Passage du Fromveur, l’objectif
de ce travail de thèse a été d’étudier l’impact d’un parc composé de plusieurs machines sur les
conditions hydrodynamiques et sédimentaires du chenal. Pour atteindre cet objectif, ce travail s’est
tout d’abord basé sur des simulations intégrant deux maillages imbriqués pour approcher finement
l’hydrodynamique très complexe de la zone d’étude et ces différents aspects comme les taux de
turbulence et les amplitudes et directions des courants. La méthode de l’AD a ensuite été testée à
l’échelle du laboratoire et à l’échelle 1, en se focalisant sur un sillage lointain (>5D), pour valider
son  implémentation  et  tester  la  sensibilité  des  prédictions  à  divers  paramètres.  Pour  finir,  un
troisième  domaine  gigogne,  couvrant  une  partie  de  la  zone  de  l’AMI,  a  été  implémenté  afin
d’examiner l’impact d’hydroliennes dans le Passage du Fromveur. Les principaux résultats de cette
étude sont les suivants :
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– Les  simulations  à  l’échelle  régionale  ont  été  effectuées  suivant  une approche gigogne
intégrant des maillages de 500 et 100 m de résolution spatiale horizontale. Celles-ci ont permis de
reproduire la variabilité spatio-temporelle des courants dans la zone d’étude. De plus, le caractère
rectilinéaire des courants dans la zone du Passage du Fromveur est globalement bien reproduit. Un
maximum de 15° [180°] de déviation entre les pics de flot et de jusant est prédit dans la partie Sud-
Ouest de la zone AMI. Cette valeur décroît rapidement vers le centre et atteint zéro dans le Nord-Est
de cette zone. Les simulations mises en place permettent également de reproduire le phénomène
d’asymétrie en amplitude des courants en accord avec les différentes études menées dans le Passage
du Fromveur. Ces résultats démontrent la viabilité du modèle hydrodynamique de la zone d’étude.
– Afin d’intégrer les turbines dans le modèle ROMS, la méthode de l’« Actuator Disc » a été
adoptée. Cette étude montre  qu’il faut une taille de maille de l’ordre de 1/10ème du diamètre pour
rester cohérent avec les mesures à l’échelle d’un canal expérimental d’une part, et d’autre part pour
satisfaire  une  étude  de  sensibilité  pour  une  turbine  de  10  m de  diamètre  dans  des  conditions
hydrodynamiques caractéristiques du Passage du Fromveur.
– À l’échelle du parc, l’étude des configurations C01 (où la turbine est positionnée dans une
zone symétrique en amplitude des courants) et C02 (où la turbine est positionnée dans une zone
asymétrique en faveur des courants en période de flot) a montrée que lorsque les turbines sont
soumises à un courant dont la direction présente une déviation avec leurs axes de rotation, ceci
engendre une accélération des courants le long de la partie « Sud » des sillages avec un maximum
de 6 % prédit à 15D en aval des turbines (section 4.2.1 et 4.2.2). De plus, la méthode de l’AD ne
considérant que la composante axiale de l’écoulement dans le calcul de la puissance, cette dernière
est donc réduite en fonction du cosinus de l’angle d’incidence au cube (soit environ 6 % pour C01
et C02). La comparaison des productions des deux configurations, a également permis de montrer
que la production de la configuration C02 est plus importante au pic de flot que celle de C01,
montrant l’importance de l’asymétrie en amplitude dans le déploiement d’hydroliennes.
– La comparaison des configurations C11 et C12 du parc (section 4.3) a permis de montrer
qu’il est nécessaire d’adapter le positionnement des turbines par rapport aux courants présents dans
la zone d’implémentation afin de réduire les effets d’ombrage (apparaissant principalement au pic
de flot dans la configuration C11) pouvant réduire la production des turbines impactée de 23 %.
Cette adaptation passe par la réduction de 5D à 3D de l’espace séparant latéralement les turbines
dans le parc qui n’impacte pas de manière significative la réduction des courants, la production ainsi
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que la génération d’énergie cinétique turbulente lorsque les courants  sont alignés avec l’axe de
rotation  des  turbines.  L’emploi  de cette  nouvelle  configuration permet  de réduire  fortement  les
effets d’ombrage et ainsi d’équilibrer la production du parc entre les périodes de flot et de jusant.
– Ces simulations permettent également de fournir une première estimation des effets des
hydroliennes  sur  le  transport  sédimentaire.  Globalement,  l’impact  des  turbines  sur  le  transport
sédimentaire  reste  modéré.  La  modification  de  la  contrainte  de  cisaillement  engendrée  par  les
turbines favorise le dépôt dans le sillage des turbines et favorise le maintien en suspension dans les
zones d’accélération (section 4.4.2). Cependant ces sédiments dont le dépôt peut être favorisé, ne
cessent pas d’être en mouvement. Ainsi, hormis au niveau des étales de courants où l’amplitude du
courant est proche de zéro, si ces sédiments ne sont pas maintenus en suspension, ils se déplacent
par charriage réduisant la portée de leurs déplacements en période de flot et de jusant. Les zones
d’augmentation  de  la  contrainte  de  cisaillement  sur  le  fond  suggèrent  que  des  particules  très
grossières peuvent être impactées. En particulier, des cailloutis peuvent être mis en mouvement. La
zone  du  Fromveur  étant  principalement  composée  de  roches  sub-affleurantes  avec  quelques
cailloutis, il est donc possible que les plus petits d’entre eux soient mis en mouvement et charriés
sur de longues distances.
Perspectives
Ce  travail  de  thèse  constitue  une  première  étape  vers  la  modélisation  des  fermes
d’hydroliennes de tous types. S’il a répondu à plusieurs questions, il en pose cependant plusieurs
qui  constituent  des  perspectives  d’amélioration  de  l’intégration  de  la  méthode  de  l’AD.  Les
principales perspectives d’amélioration concernent :
– les différents régimes de fonctionnement des machines et la prise en compte de divers
technologies. En effet, les technologies d’hydroliennes considèrent généralement trois régimes de
fonctionnement  qui  dépendent  de  la  vitesse  du  courant.  Le  premier  régime  considère  que  les
turbines ne produisent pas d’énergie pour un faible courant. Cependant elles sont tout de même
présentes dans l’écoulement et peuvent induire un effort de traînée. Le deuxième régime correspond
à un fonctionnement normal de la turbine pendant lequel la poussée varie typiquement avec le carré
de la vitesse et la puissance avec le cube de la vitesse. Le troisième régime concerne des vitesses
très importantes. Selon les technologies, la production des turbines peut être bridée au-delà d’une
certaine vitesse, elle délivre alors la puissance nominale. Dans cette étude, le coefficient de poussée
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qui détermine l’intensité de la force de poussée est considéré constant. Cependant, il serait pertinent
d’intégrer un coefficient variable en fonction de la vitesse, ce qui permettrait de représenter ces
différents régimes de fonctionnement et de se rapprocher au mieux de la réalité.
– la prise en compte de différents diamètres et de la structure associée aux turbines. En effet,
il serait pertinent de tester différents diamètres d’hydrolienne ce qui permettrait également d’avoir
une vision plus globale du potentiel impact de différentes technologies d’hydroliennes. De plus, les
technologies d’hydroliennes posées sur le fond sont accompagnées d’une structure permettant de les
maintenir sur le fond. Cette structure peut avoir un effet de traînée sur l’écoulement et impacter la
dynamique aux alentours de la  machine.  La prise  en compte de cette  structure dans le modèle
numérique peut ainsi permettre de se rapprocher au mieux de l’impact de ce genre de technologie.
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Liste des figures
Figure 1.1 –  Degrés de maturité technologique et  perspectives de développement des différents
dispositifs d’extraction d'EMR (Ernst et Young, 2012).
Figure 1.2 – Vitesse maximale du courant de marée moyenné sur la verticale (exprimée en nœuds, 1
nœud=0,51 m.s-1)  en  période  de  vive-eau moyennes  en  pointe  Bretagne et  en  Manche (d’après
SHOM, 2000). 
Figure 1.3 – (a) Hydrolienne Sabella D10 à rotor 6 pales de 10 m de diamètre d’une puissance
nominale  de  1 MW  (@  Georges  Chapalain,  source :  https://www.cerema.fr) ;  (b)  Hydrolienne
OpenHydro à rotor 10 pales de 16 m de diamètre d’une puissance nominale de 2 MW (source :
http://www.are.gg); (c) Hydroliennes SEAGEN à rotor bipales de 16 m de diamètre d’une puissance
nominale  2 × 1,2 MW  (source :  http://www.seageneration.co.uk/) ;  (d)  Hydrolienne  Kaipara
Harbour  à  rotor  6  pales  de  11,5 m  de  diamètre  d’une  puissance  nominale  de  1 MW (source :
http://www.nzherald.co.nz/).
Figure 1.4 – Schéma conceptuel de la théorie de « l’Actuator Disc » (source : Roc et al., 2013).
Figure 1.5 – Géographie et bathymétrie des abords du Passage du Fromveur avec délimitée en rouge
la zone AMI.  En blanc sont  représentées  les  profondeurs  supérieures  à  30 m et  en bleu celles
comprises entre 30 et 5 m par rapport au zéro hydrographique (d’après carte SHOM 7066, 2014).3
Figure 1.6 – Synthèse des différentes échelles spatiales hydrodynamiques en présence (modifiée
d’après Adcock et al., 2015).
Figure  2.1  –  Discrétisations  (a)  horizontale  et  (b)  verticale  adoptées  dans  ROMS  (source :
https://www.myroms.org/ et https://ocw.mit.edu/)
Figure 2.2 – Profondeur par rapport au niveau d’eau moyen (a) à la pointe Bretagne et (b) dans
l’archipel de Molène et d’Ouessant. La zone de l’AMI dans le Passage du Fromveur est délimitée
par le polygone noir.
Figure 2.3 – Profondeur par rapport au niveau moyen dans le Passage du Fromveur. La zone de
l’AMI et les transects bathymétriques étudiés à la section 2.2.1 sont localisés.
Figure 2.4 – Transects bathymétriques (i) l1 et l2 selon la direction Sud-Est/Nord-Ouest et (ii) L1
L2 et L3 selon la direction Sud-Ouest/Nord-Est. Les lignes verticales représentent les limites de la
zone de l’AMI.
Figure 2.5 – Différents types de sédiments de fond autour de l’archipel de Molène-Ouessant et du
passage du Fromveur (SHOM, 2015). La zone de l’AMI est délimitée par le polygone blanc.
Figure 2.6 – Module de vitesse barotrope maximale dans le Passage du Fromveur et ses abords
(SHOM, 2016).
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Figure 2.7 – Puissance maximale à 10 m au-dessus du fond pour une période de vive-eau moyenne
(Guillou et al., 2016). Les zones de couleur marron correspondent à des profondeurs (par rapport au
niveau moyen) inférieures à 10 m.
Figure 2.8 – Emprises spatiales des domaines de calcul des simulations préliminaires. Les couleurs
représentent la hauteur d’eau relative au niveau moyen. 
Figure 2.9 – Emprises spatiales des domaines de calcul avec la hauteur d’eau moyenne. 
Figure 2.10 – Zoom sur le Passage du Fromveur, avec la hauteur d’eau moyenne, la localisation du
point de mesure ADCP p1 et celle de la zone de l’AMI délimitée par le polygone noir.
Figure 2.11 – Comparaison des intensité et direction (exprimée dans le sens anti-horaire à partir de
l’Est) du courant prédites par le modèle (rouge) et mesurées (bleu) à 10 m au-dessus du fond au
point p1.
Figure 2.12 – Comparaison des intensité et direction (exprimée dans le sens anti-horaire à partir de
l’Est) du courant prédites par le modèle (rouge) et mesurées (bleu) à 25 m au-dessus du fond au
point p1.
Figure  2.13  –  Comparaison  des  profils  de  vitesse  prédites  par  le  modèle  (ligne  pointillées)  et
mesurées (ligne pleine) au point p1 (a) au second pic de flot (rouge) du 24/03/1993, 2 h avant (bleu)
et 2 h après (vert) et (b) au second pic de jusant (rouge) du 24/03/1993, 2 h avant (bleu) et 2 h après
(vert).
Figure 2.14 – Comparaison pour (a) un cycle de vive-eau moyenne (coefficient 95) et (b) un cycle
de morte-eau moyenne à 10 m au-dessus du fond, à l’échelle du Passage du Fromveur, des ellipses
de courant du modèle numérique du SHOM (2015) (en bleu) et les résultats du modèle ROMS (en
rouge). Le point p2 est représenté par une croix.
Figure 2.15 – (a) Prédictions de la vitesse maximale à 10 m au-dessus du fond pour un cycle de
vive-eau moyenne (coefficient 95). Les zones en blanc sont des régions où la hauteur d'eau est
inférieure à 10 m. (b) Vitesse maximale à 10 m au-dessus du fond, source Loubrieu et al. (2008).
Figure 2.16 – Vision synoptique des courants barotrope en période de vive-eau moyenne (a) au pic
de flot (au centre du Fromveur), (b) 1 h et (c) 2 h plus tard et (d) au pic de jusant (au centre du
Fromveur), (e) 1 h et (f) 2 h plus tard.
Figure 2.17 –  Densité de probabilité des amplitudes de courant prédites au point p2 sur une période
de 10 jours.
Figure 2.18 – Puissances maximale (a) et moyenne (b) pour un cycle de vive-eau moyenne calculée
à 10 m au-dessus du fond en kW.m-2.
Figure 2.19 – (a) Tracés du paramètre d’asymétrie dans le Passage du Fromveur. La zone blanche
représente la zone de l’AMI. (b) Amplitudes des courants, pour un cycle de vive-eau moyenne, de
trois points le long du Passage du Fromveur (droite) – (1) Point dominé par le jusant – (2) Courants
symétriques – (3) Point dominé par le flot.
Figure 2.20 – (a) Différence de direction entre les pics de flot et de jusant (en degré) dans le Passage
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du Fromveur pour un cycle de vive-eau moyenne. (b) Directions des courants aux pics de flot (bleu)
et de jusant (rouge) comparées à l’orientation des turbines (lignes pointillées noires). La zone de
l’AMI est représentée en blanc (a) et en noir (b).
Figure 3.1 – (a) Schéma conceptuel de la méthode de l'Actuator Disc. (b) Variation de l’amplitude
de vitesse le  long du tube de courant.  (c)  Variation de la pression le long du tube de courant.
Source : Hansen (2008).
Figure 3.2 – Variabilité du coefficient de poussée CT en fonction du facteur d’induction a (Nguyen,
2015).
Figure 3.3 – Variabilité du coefficient de puissance CP en fonction du facteur d’induction a (Nguyen,
2015).
Figure 3.4 – Schématisation des discrétisations spatiales du disque selon les directions (a) (Oy) et
(Oz), dans le cas où Δtx=e (source : Roc et al., 2013) et (b) (Oy) et (Oz) suivant une résolution
numérique par différences finies.
Figure 3.5 – Installation expérimentale utilisée par Harrison et al. (2010) et Myers et Bahaj (2010) à
l’Université de Southampton.
Figure 3.6 – Vision schématique du canal employé dans l'expérience de Myers et Bahaj (2010) avec
la localisation du disque poreux et des points de mesures à 4, 7, 11, 15 et 20 diamètres en aval du
disque.
Figure 3.7 – Maillage considéré dans les directions (Oy) et (Oz) avec la localisation du disque
poreux dans la colonne d’eau. Les mailles oranges mettent en évidence la discrétisation du disque
(les mailles ont été agrandies pour plus de visibilité).
Figure 3.8 – Profils verticaux de vitesse (gauche) et d’intensité turbulente (droite) à 4, 7, 11, 15 et
20D en aval de la turbine mesurés (rouge) et prédits (bleu).
Figure 3.9 – Amplitudes des vitesses moyennées selon la verticale pour (a) une force variable et (b)
une force répartie uniformément sur le disque.
Figure 3.10 – Profils longitudinaux d’intensité turbulente au niveau de la couche cisaillée supérieure
(a), du centre (b) et de la couche cisaillée inférieure du disque (c).
Figure 3.11 –  Comparaison des profils verticaux de vitesse à 4, 7, 11, 15 et 20D en aval du disque
par  rapport  aux mesures  expérimentales  de  Myers  et  Bahaj  (2010)  pour  différentes  résolutions
spatiales suivant la direction Ox.
Figure 3.12 –  Profils longitudinaux de déficit de vitesse le long de l’axe central du disque poreux
pour différents rapports entre l’épaisseur du disque et la taille des mailles dans la direction (Ox).
Figure 3.13 – Profils longitudinaux de déficit de vitesse le long de l’axe central du disque poreux
pour différentes tailles de maille dans la direction (Oy).
Figure 3.14 – Profils longitudinaux de déficit de vitesse le long de l’axe central du disque poreux
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pour différents rapports entre l’épaisseur du disque et la taille des mailles dans la direction (Oz).
Figure 3.15 – Profils verticaux de vitesse (gauche) et d’intensité turbulente (droite) à 4, 7, 11, 15 et
20 diamètres en aval de la turbine. Comparaison entre les modèles de turbulence k-ε (bleu) et k-ω
(vert) et les mesures expérimentales (rouge) de Myers et Bahaj (2010).
Figure 3.16 – Comparaison des profils longitudinaux le long de l’axe central du disque de vitesse
(a) et d’intensité turbulente (b) pour deux valeurs du coefficient de Smagorinsky.
Figure 3.17 – Comparaison des profils longitudinaux de vitesse le long de l’axe du disque pour
différentes valeurs de la constante de Smagorinsky et pour (a) Δ x=D /5 et (b) Δ x=D /2 .
Figure 3.18 – Profils verticaux de vitesse (gauche) et d’intensité turbulente (droite) à 4, 7, 11, 15 et
20 diamètres en aval de la turbine pour différentes valeurs du z0b. Comparaison avec les mesures
expérimentales (rouge) de Myers et Bahaj (2010).
Figure 3.19 – Schéma représentant le canal à échelle réelle (Nguyen , 2015).
Figure 3.20 – Profils longitudinaux de vitesse pour plusieurs résolutions spatiales horizontales.
Figure 3.21 – Profils longitudinaux de vitesse pour plusieurs résolutions spatiales verticales.
Figure 3.22 – Visions synoptiques horizontales des déficits de vitesses le long de l’axe des disques
positionnés à (a) 25 m et à (b) 10 m au-dessus du fond.
Figure 3.23 – Visions  synoptiques  verticales  de  l'énergie  cinétique turbulente pour  des  disques
positionnés à (a) 10 m et à (b) 25 m au-dessus du fond.
Figure 3.24 – Profils de vitesse et d’énergie cinétique turbulente à 4, 11 et 20D dans les cas d'un
courant permanent (Perm) et d’un courant alternatif aux pics de flot (PF) et de jusant (PJ).
Figure 4.1 – Paramètre d’asymétrie  As dans la zone du Passage du Fromveur. Le polygone blanc
délimite la zone de l’AMI et le polygone rouge celle couverte par le maillage G3.
Figure 4.2 – Présentation des configurations C01, C02, C11 et C12 au sein du domaine G3. Les
distances avec les limites du domaine sont représentées en rouge. Les points P1 à P4, identifiés pour
permettre d’examiner les différents impacts des turbines sur le transport sédimentaire (section 4.4)
sont représentés en rouge.
Figure 4.3 – (A) Visions synoptiques planes de l'amplitude du courant aux pics (a) de jusant et (b)
de flot pour la configuration C01. La zone entourée par une ligne noire est une zone d'accélération
se développant sous le sillage. (B) Vision synoptique plane de l'énergie cinétique turbulente aux pics
(a) de jusant et (b) de flot d’un cycle de vive-eau moyenne pour la configuration C01. (C) Vision
synoptique plane de l'intensité turbulente aux pics de courant (a) de jusant et (b) de flot d’une marée
de vive-eau moyenne pour la configuration C01. (D) Variation de la puissance extraite par T0 en
fonction du temps suivant un cycle de vive-eau moyenne pour les configurations C01.
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Figure 4.4 – (A) Visions synoptiques planes de l'amplitude du courant aux pics (a) de jusant et (b)
de flot pour la configuration C02. (B) Vision synoptique plane de l'énergie cinétique turbulente aux
pics (a) de jusant et (b) de flot d’un cycle de vive-eau moyenne pour la configuration C02. (C)
Variation  de  la  puissance  extraite  par  T0  en  fonction  du  temps  suivant  un  cycle  de  vive-eau
moyenne pour les configurations C02.
Figure 4.5 – (A) Visions synoptiques planes de l'amplitude du courant aux pics (a) de jusant et (b)
de flot pour la configuration C11. (B) Vision synoptique plane de l'énergie cinétique turbulente aux
pics (a) de jusant et (b) de flot d’un cycle de vive-eau moyenne pour la configuration C11. (C)
Variation de la puissance extraite par T3, T5 et T7, dans la configuration C11, comparée à T0 en
fonction du temps sur un cycle de vive-eau moyenne.
Figure  4.6  –  Localisation  des  turbines  par  rapport  au  plan  de  référence  défini  pour  la  vision
synoptique plane.  Les turbines localisées dans les zones rouges sont centrées plus haut dans la
colonne d’eau par rapport à ce plan et celles dans les zones bleues sont centrées plus bas dans la
colonne d’eau.
Figure 4.7 – (A) Visions synoptiques planes de l'amplitude du courant aux pics (a) de jusant et (b)
de flot pour la configuration C12. (B) Vision synoptique plane de l'énergie cinétique turbulente aux
pics (a) de jusant et (b) de flot d’un cycle de vive-eau moyenne pour la configuration C12. (C)
Variation de la production des turbines T3, T5 et T7 au cours d’un cycle de vive-eau moyenne pour
les configurations C11 et C12.
Figure 4.8 – Différents modes de transport susceptibles d’intervenir sur un fond rocheux : (a) par
roulement et (b) en suspension.
Figure 4.9 – Différences de vitesse de frottement sur le fond entre les simulations avec et sans
turbines aux pics de courant de flot (a) et de jusant (b) d’une marée de vive-eau moyenne.
Figure 4.10 - Initialisation du mouvement et de la mise en suspension (Van Rijn, 1984)
Figure 4.11 – Vision synoptique du maximum de vitesse de frottement au niveau du fond pour un
cycle de vive-eau moyenne dans une simulation sans turbine.
Figure 4.12 – (a) Différences maximales de vitesse de frottement au niveau du fond sur un cycle de
vive-eau  moyennes  par  rapport  à  une  simulation  sans  turbines.  (b)  Variation  de  la  vitesse  de
frottement sur le fond pour les points P1-P4. Les lignes nommées s1-s5 représente les limites fixées
par le critère de maintien en suspension.
Figure 4.13 – Variation de la vitesse de frottement sur le fond pour les points P1-P4 comparée à la
vitesse de frottement critique de mise en mouvement avec (rouge) et sans (bleu) turbines. Les lignes
nommées s4 à s8 représente les limites fixées par le critère de mise en mouvement en fonction des
tailles des particules.
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Modélisation numérique de l’impact d’hydroliennes sur l’environnement
hydrodynamique et sédimentaire du Passage du Fromveur à la pointe Bretagne
Résumé
En  dépit  d’un  développement  opérationnel  actuel  seulement  émergeant  le  long  des  côtes  françaises,
l’extraction  de  l’énergie  cinétique  des  courants  de  marée  par  les  hydroliennes  apparaît,  dès  à  présent,
comme une  solution  prometteuse  pour  contribuer,  localement,  à  la  transition  énergétique  de  territoires
insulaires déconnectés du réseau électrique continental, ayant des besoins électriques limités, et situés dans
des espaces naturels sensibles et/ou touristiques intégrant un patrimoine visuel à préserver. Ce travail de
thèse  se  consacre  à  la  modélisation  numérique  tridimensionnelle  des  impacts  hydrodynamiques  et
sédimentaires  d’hydroliennes  d’axe  horizontal  déployées  dans  le  site  pilote  d’implantation  de  fermes
hydroliennes du Passage du Fromveur, au cœur du parc naturel marin d’Iroise, à la pointe Bretagne. Les
simulations  numériques  se basent  sur  le  modèle  océanographique ROMS (« Regional  Ocean Modelling
System ») modifié pour intégrer un sous-modèle théorique de disque actuateur assimilant l’hydrolienne à un
disque poreux opposant à l’écoulement une force équivalente à la poussée de la turbine. La méthode est
validée avec des mesures effectuées en laboratoire dans le sillage d’un disque poreux de 10 cm de diamètre
(D) immergé dans un courant permanent. Une résolution spatiale minimale égale à D/10 est nécessaire pour
reproduire les observations. Après une étude de convergence numérique à échelle réelle, le modèle ROMS
est appliqué, selon une approche gigogne de maillages imbriqués focalisée sur le Passage du Fromveur, pour
examiner les interactions des sillages et les effets cumulés au sein d’un parc de huit turbines de 10 m de
diamètre susceptible de satisfaire au besoin énergétique de l’île de Ouessant. L’agencement des turbines suit
les  recommandations  communément  adoptées  avec  une  disposition  en  quinconce  et  des  espacements
longitudinaux de 10D et latéraux de 5D. En condition de vive-eau moyenne, le désalignement du courant au
pic de flot exacerbe les interactions entre sillages, réduisant la production énergétique du parc de près de
15 % par rapport à celle du pic de jusant. Ce déficit de production énergétique est limité à 2 % en ramenant
l’espacement latéral des turbines à 3D. Les prédictions de ROMS sont enfin exploitées pour appréhender
l’influence de cette dernière configuration de parc sur la dynamique sédimentaire locale. Les principaux
effets  attendus  concernent  (i)  le  dépôt  de  sédiments  de  plus  de  2 mm de  diamètre  dans  le  sillage  des
dispositifs et (ii) la mise en mouvement de cailloutis de 5 cm de diamètre entre les sillages.
Mots-Clés : Énergie Hydrolienne ; Mer d’Iroise ; ROMS ; Actuator Disk ; Hydrolienne à Axe Horizontal ;
Configuration de Parc
Abstract
In spite of a present only emerging operational development along the coast of France, the extraction of the
kinetic energy of tidal  currents by turbines appears as a promising solution to contribute locally to the
energetic transition of insulary territories that  are not  connected to the continental  electricity grid, with
limited  power  needs,  and  are  located  in  protected  and touristic  natural  areas  with  a  visual  heritage  to
preserve.  This  doctoral  thesis  was  devoted  to  the  three-dimensional  numerical  modelling  of  the
hydrodynamic and sedimentary impacts induced by horizontal-axis turbines deployed within the pilot site of
the Fromveur  Strait,  in  the  natural  marine Iroise  park,  off  western Brittany.  Numerical  simulations  are
performed with the oceanographic model ROMS (Regional Ocean Modelling System) modified to integrate
a theoretical actuator-disk sub-model that assimilates the device to a porous disc opposing the flow with a
force equal to the turbine’s thrust. This method was assessed against laboratory measurements within the
wake of a porous disc with a diameter (D) of 10 cm immersed in a permanent flow. A spatial resolution as
small as D/10 was required to reproduce observations. After a numerical convergence study at full scale,
ROMS was applied, using a nested grid approach targetted towards the Fromveur Strait, to examine wake
interactions and cumulative effects within an array of height turbines of 10-m-diameter expected to fulfill
the energy need of the island of Ushant. The array layout followed the commonly recommended staggered
configuration  with  respective  longitudinal  and  lateral  spacings  of  10D  and  5D.  During  spring  tidal
conditions, the misalignment of the peak flood flow enhanced the wake interactions, reducing by about 15%
the array power production in comparison with the peak ebb flow. This lack of power production capacity
was lowered to 2% by reducing the lateral  spacing to 3D. ROMS predictions were finally exploited to
address  the  influence  of  this  last  array of  turbines  on the  local  sediment  dynamics.  Main effects  were
expected on (i) the deposition of sediments with diameter over 2 mm within the turbine wakes and (ii) the
setting in motion of gravels with a diameter of 5 cm between the wakes.
Keywords: Tidal  Stream Energy ;  Iroise Sea ;  ROMS ; Actuator Disk ;  Horizontal  Axis Turbine ;  Array
layout
